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Kurzfassung
Die Anwendung von numerischen Brandsimulationen zum Nachweis und zur Bewertung der
Ausbreitung von Feuer und Rauch ist bereits gegenwärtig ein wesentlicher Bestandteil bei
der Erstellung von Brandschutz- bzw. Sicherheitskonzepten, insbesondere im Bereich des
schutzzielorientierten Vorgehens. Vor diesem Hintergrund wurde in den vergangenen Jah-
ren der vfdb-Leitfaden Ingenieurmethoden des Brandschutzes erarbeitet, der die vorhande-
nen Möglichkeiten, Vorgehensweisen und Modelle darstellt und einordnet sowie geeignete
Hilfestellung für deren Anwendung gibt. Diese Programme bzw. Modelle müssen einerseits
zuverlässige Ergebnisse liefern und andererseits effizient sein. Es ist demnach unbedingt er-
forderlich, auch zukünftig die vorhandenen Möglichkeiten in numerischen Brandsimulationen
stetig zu verbessern und zu erweitern, um die wachsenden Ansprüche möglichst hinreichend
zu saturieren.
Insbesondere auf dem Gebiet des Wärmetransports, sowohl zwischen der Gasphase und der
festen Phase als auch innerhalb der festen Phase selbst, besteht in numerischen Brandsimula-
tionen erheblicher Verbesserungsbedarf. Bislang lag der Schwerpunkt von Weiterentwicklun-
gen hauptsächlich auf der Beschreibung der Gasphase sowie der Modellierung von Pyrolyse-
und Verbrennungsvorgängen. Die physikalischen Prozesse des konvektiven Wärmeübergangs,
insbesondere bei speziellen Konfigurationen wie Rohren oder Kanälen (z. B. Lüftungskanä-
len) sowie der mehrdimensionalen Wärmeleitung in Feststoffen wurden dagegen bis dato nicht
ausreichend berücksichtigt.
In der vorliegenden Arbeit wurde daher ein Wärmetransportmodell für gekoppelte Prozesse in
Brandsimulationen entwickelt, welches in der Lage ist, einerseits den Prozess des konvektiven
Wärmeübergangs zwischen Gasphase und fester Phase für horizontale und vertikale ebene
Oberflächen sowie speziell für Rohr- und Kanalströmungen und andererseits den Prozess
der Wärmeleitung in mehrdimensionalen Aufgabenstellungen physikalisch korrekt abzubilden
und entsprechende Ergebnisse auf dem Wege einer numerischen Simulation wiederzugeben.
Das Modell wurde sowohl physikalisch, durch die Berücksichtigung der speziellen Brandwir-
kungen und -eigenschaften, als auch numerisch, durch die Auswahl geeigneter numerischer
Methoden, für die integrierte Verwendung innerhalb von numerischen Brandsimulationen op-
timiert. Es besitzt einen modularen Aufbau, sodass es sich für die Integration in aktuelle und
zukünftige Brandsimulationsprogramme eignet. In und mit diesem Modell wurde darüber hin-
aus eine Grundlage für die spätere Erweiterung um geeignete Pyrolysemodelle gelegt. Dafür
wird einerseits mit dem integrierten Quellterm eine Schnittstelle bereitgestellt und anderer-
seits werden die erforderlichen, mehrdimensionalen Temperaturfelder präzise ermittelt. Eine
zur Komplettierung und Demonstration abschließend notwendige Integration des entwickel-
ten Wärmetransportmodells für gekoppelte Prozesse in ein Brandsimulationsprogramm nach
dem aktuellen Stand der Technik wurde exemplarisch anhand des Fire Dynamics Simulator
in der gegenwärtig aktuellen Version 5 erfolgreich durchgeführt.
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Kurzfassung
Zusammenfassend lässt sich festhalten, dass mit dem in dieser Arbeit entwickelten und in
einem international anerkannten CFD-Brandsimulationsmodell integrierten Wärmetransport-
modell der Stand der Technik erweitert und ein wesentlicher Schritt auf dem Wege hin zu
einer in Zukunft vorstellbaren, vollständig gekoppelten Brandsimulation, z. B. zum Zwe-
cke der Brandschutzbemessung von Tragwerken, gemacht wurde. Darüber hinaus kann das
entwickelte Modell auch in anderen Bereichen, in denen künftig noch Erweiterungen und
Verbesserungen erforderlich sind, insbesondere bei der Ertüchtigung von Pyrolysemodellen,
einen wertvollen Beitrag leisten. Letztlich wurden mit dem entwickelten Modell die vorhande-
nen Möglichkeiten der numerischen Brandsimulation auch in solchen Bereichen erweitert, wo
Berechnungen zwar schon heute durchgeführt werden, die Anwendbarkeit der vorhandenen
Modelle oder die Übertragbarkeit ihrer Bestandteile jedoch fraglich oder sogar falsch ist.
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Abstract
The application of numerical fire simulations to validate and to evaluate the propagation of
fire and smoke is already a fundamental part of the preparation of fire protection or safe-
ty concepts, especially in the field of performance-based designs. Against this background,
the GFPA-guideline Ingenieurmethoden des Brandschutzes, has been developed in the recent
years, which describes and classifies the available possibilities, approaches and models as well
as provides suitable support for their application. Those programs and models respectively
have to provide reliable results on the one hand and have to be efficient on the other hand.
Thus, it is mandatory to continuously improve and extend the available possibilities of nu-
merical fire simulations also in the future to satisfy the rising requirements as sufficiently as
possible.
There is extensive need for improvement in numerical fire simulations especially in the field
of heat transfer, both between the gas phase and the solid phase and within the solid phase
itself. So far, the focus of further developments has mainly been on the modelling of the gas
phase as well as pyrolysis and burning processes. In contrast to this, the physical processes
of both convective heat transfer, in particular in the context of special configurations such
as pipes or ducts (e. g. air ventilation ducts), and multidimensional heat conduction in solids
have not been sufficiently accounted for so far.
Hence, a heat transfer model for coupled processes in fire simulations was developed in the
present thesis, which is able to represent the process of convective heat transfer between the
gas phase and the solid phase for both horizontal and vertical plane surfaces and in particular
pipe and duct flows on the one hand and the process of heat conduction within multidimen-
sional problems on the other hand physically correct. In addition to this the model is able
to reproduce corresponding results using numerical simulation. The model was optimised
both physically, by considering the specific fire effects and characteristics, and numerically,
by selecting adequate numerical methods, for the integrated usage within numerical fire si-
mulations. It has a modular design, so it is suitable for an integration into current and future
fire simulation codes. Additionally, a basis was established with and within this model for a
later expansion with appropriate pyrolysis models. For that, an interface is provided with the
embedded source term on the one hand and the required multidimensional temperature fields
are determined precisely by the model on the other hand. A for the completion and demons-
tration concluding necessary integration of the developed heat transfer model for coupled
processes into a state-of-the-art fire simulation code was exemplarily and successfully perfor-
med by means of the Fire Dynamics Simulator in its present and current version 5.
In summary, the state-of-the-art was expanded with the heat transfer model developed in this
thesis and integrated into an internationally recognised CFD fire simulation code. Additional-
ly, an important step was made on the way towards a fully coupled fire simulation imaginable
in the future for instance for the purpose of the fire protection design of structures. Beyond
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that, the developed model can also make a valuable contribution in other fields, where exten-
sions and improvements are still necessary in the future, in particular in upgrading pyrolysis
models. Finally, the present possibilities in numerical fire simulations were expanded with the
developed model also in such fields, where calculations in fact are performed at this stage,
whereas the applicability of the present and available models or the transferability of their
constituents is however questionable or even incorrect.
vi
Inhaltsverzeichnis
Vorwort i
Kurzfassung iii
Abstract v
Symbol- und Abkürzungsverzeichnis xi
Glossar xv
1 Einleitung 1
1.1 Problemstellung und Ziele . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3
1.2 Abgrenzung des Inhalts der Arbeit . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 4
1.3 Gliederung der Arbeit . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 5
2 Stand der Erkenntnisse 7
2.1 Brandsimulationsmodelle/Brandsimulationscodes . . . . . . . . . . . . . . . 7
2.1.1 Zonenmodelle . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 8
2.1.2 Feld- bzw. CFD-Modelle . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 9
2.2 Wärmeleitung in numerischen Brandsimulationen . . . . . . . . . . . . . . . 10
2.3 Konvektiver Wärmeübergang in numerischen Brandsimulationen . . . . . . . 15
2.3.1 Zonenmodelle . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 15
2.3.2 Feld- bzw. CFD-Modelle . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 16
3 Modell für konvektiven Wärmeübergang zwischen fester Phase und Gasphase 19
3.1 Einleitende Bemerkungen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 19
3.1.1 Arten der Turbulenzmodellierung in CFD-Modellen . . . . . . . . . . 19
3.1.2 Abgrenzung der gewählten Vorgehensweise im Modell zu anderen Ver-
fahren . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 22
3.1.3 Übergeordnete Klassifizierungen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 23
3.2 Freier konvektiver Wärmeübergang an horizontalen und vertikalen ebenen
Oberflächen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 24
3.3 Erzwungener konvektiver Wärmeübergang an horizontalen und vertikalen ebe-
nen Oberflächen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 27
3.4 Erzwungener konvektiver Wärmeübergang in Rohr-/Kanalströmungen . . . . 37
3.4.1 Turbulente Strömung (Re ≥ 10000) . . . . . . . . . . . . . . . . . . 38
3.4.2 Laminare Strömung (Re ≤ 2300) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 43
3.4.3 Übergangsbereich (2300 < Re < 10000) . . . . . . . . . . . . . . . 47
vii
Inhaltsverzeichnis
3.4.4 Einfluss von Abweichungen und Steuerparameter des Relokalisierungs-
konzeptes . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 48
3.4.4.1 Einfluss von Abweichungen . . . . . . . . . . . . . . . . . 48
3.4.4.2 Steuerparameter des Relokalisierungskonzeptes und deren
Verwendung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 51
3.5 Gleichzeitiges Auftreten von freiem und erzwungenem konvektivem Wärme-
übergang - Mischkonvektion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 52
3.5.1 Mischkonvektion an vertikalen und horizontalen ebenen Oberflächen . 53
3.5.1.1 Horizontale ebene Oberflächen . . . . . . . . . . . . . . . 53
3.5.1.2 Vertikale ebene Oberflächen . . . . . . . . . . . . . . . . . 55
3.5.1.3 Anwendungsbereich für entgegengerichtete Mischkonvektion 57
3.5.2 Mischkonvektion bei Rohr-/Kanalströmungen . . . . . . . . . . . . . 61
3.5.2.1 Horizontale Rohre/Kanäle . . . . . . . . . . . . . . . . . . 61
3.5.2.2 Vertikale Rohre/Kanäle . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 61
3.6 Numerische Umsetzung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 67
3.7 Schnittstellen - Eingangswerte und Rückgabewert . . . . . . . . . . . . . . . 68
3.8 Integration in den Brandsimulationscode FDS (Version 5) . . . . . . . . . . 69
3.9 Ein- und Ausgabegrößen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 70
4 Modell für mehrdimensionale Wärmeleitung 71
4.1 Physikalische Herleitung der verwendeten Gleichungen . . . . . . . . . . . . 71
4.1.1 Satz von der Erhaltung der Energie . . . . . . . . . . . . . . . . . . 72
4.1.2 Materialverhalten bei Änderung der Zustandsgrößen (phänomenolo-
gische Gleichungen) . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 72
4.1.3 Anfangs-, Rand- und Übergangsbedingungen . . . . . . . . . . . . . 74
4.2 Approximationsverfahren . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 76
4.2.1 Verfahren zur räumlichen Approximation . . . . . . . . . . . . . . . . 76
4.2.2 Verfahren zur Zeitapproximation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 77
4.3 Numerische Umsetzung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 80
4.3.1 Indizierung und Diskretisierung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 80
4.3.2 Zentrale Modellgleichung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 82
4.3.3 Veränderliche Stoffwerte . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 83
4.4 Randbedingungen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 84
4.4.1 Konstante Oberflächentemperatur . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 85
4.4.2 Konstante Wärmestromdichte . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 86
4.4.3 Wärmestromdichte aus Konvektion und Strahlung infolge eines Brandes 87
4.5 Thermischer Kontaktwiderstand . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 89
4.6 Wärmequellen/-senken . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 90
4.7 Schnittstellen - Eingangs- und Rückgabewerte . . . . . . . . . . . . . . . . . 91
4.8 Integration in den Brandsimulationscode FDS (Version 5) . . . . . . . . . . 92
4.8.1 Gegenwärtige Struktur der festen Phase in FDS . . . . . . . . . . . 93
4.8.2 Neu entwickelte Struktur der festen Phase in FDS . . . . . . . . . . 94
4.8.3 Ein- und Ausgabegrößen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 97
4.9 Alternativen bei der Netzgenerierung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 97
viii
Inhaltsverzeichnis
4.9.1 Variable Kontrollvolumenabmessungen in den Koordinatenrichtungen
eines orthogonalen Gitters . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 98
4.9.2 Variable Kontrollvolumengeometrien . . . . . . . . . . . . . . . . . . 98
5 Überprüfung des Wärmetransportmodells 101
5.1 Stationärer, eindimensionaler Wärmetransport . . . . . . . . . . . . . . . . . 101
5.2 Instationärer, eindimensionaler Wärmetransport . . . . . . . . . . . . . . . . 103
5.2.1 Wärmetransport ohne Berücksichtigung des konvektiven Wärmeüber-
gangs . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 103
5.2.2 Wärmetransport mit Berücksichtigung des konvektiven Wärmeüber-
gangs . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 106
5.3 Freier konvektiver Wärmeübergang an horizontalen und vertikalen ebenen
Oberflächen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 109
5.4 Erzwungener konvektiver Wärmeübergang an horizontalen und vertikalen ebe-
nen Oberflächen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 112
5.5 Konvektiver Wärmeübergang bei Rohr-/Kanalströmungen . . . . . . . . . . . 116
5.6 Instationärer, mehrdimensionaler Wärmetransport . . . . . . . . . . . . . . . 119
5.6.1 Wärmetransport mit konstant vorgegebenen Wärmestromdichten . . 119
5.6.2 Wärmetransport mit konvektivem Wärmeübergang . . . . . . . . . . 125
5.6.3 Wärmetransport mit konvektivem und radiativem Wärmeübergang . . 129
5.7 Thermischer Kontaktwiderstand . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 133
5.8 Wärmeleitung mit Wärmequelle bzw. -senke . . . . . . . . . . . . . . . . . . 134
5.8.1 Konstante Wärmequelle . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 135
5.8.2 Linear-temperaturabhängige Wärmequelle . . . . . . . . . . . . . . . 136
5.8.3 Wärmequelle in Anlehnung an ein Pyrolysemodell (Arrhenius-Ansatz) 137
5.9 Schlussbemerkungen zur Modellüberprüfung . . . . . . . . . . . . . . . . . . 138
6 Anwendung des Modells 143
6.1 Einleitende Bemerkungen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 143
6.2 Beschreibung des Szenarios . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 143
6.3 Modell und Eingangsgrößen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 145
6.4 Ergebnisse der Simulation . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 148
6.4.1 Thermische Belastung im Nachbarraum (Beurteilungskriterium) . . . 149
6.4.2 Verhalten des 3DWL-Objekts - Modell für mehrdimensionale Wär-
meleitung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 150
6.4.3 Wärmeübergangskoeffizienten im Brandraum und innerhalb des Lüf-
tungskanals - Modell für konvektiven Wärmeübergang . . . . . . . . 154
6.4.4 Zusammensetzung der Heißgase . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 163
6.5 Fazit aus der Anwendung des Modells . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 163
7 Zusammenfassung und Ausblick 165
7.1 Zusammenfassung der vorliegenden Arbeit . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 165
7.2 Ausblick auf weitere Arbeiten . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 167
Literaturverzeichnis 171
ix
Inhaltsverzeichnis
Anhang 185
A Mathematische Grundlagen 187
A.1 Gradient und Divergenz . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 187
A.2 Gauß’scher Integralsatz (Divergenztheorem) . . . . . . . . . . . . . . . . . . 188
A.3 Taylorreihe . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 188
B Einfluss der Heißgaszusammensetzung auf den Wärmeübergangskoeffizienten 189
B.1 Einfluss der Zusammensetzung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 189
B.2 Einfluss von Druckänderungen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 193
C Berücksichtigung von rauen Oberflächen in Rohren und Kanälen 195
C.1 Der Begriff „Rauheit“ . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 195
C.2 Vorgehensweisen bei der Berücksichtigung von Rauheiten . . . . . . . . . . . 197
C.2.1 Kommutative Methoden . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 197
C.2.2 Multiplikative Methoden . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 198
D Ergänzende Eingangs- und Steuergrößen in FDS (Version 5) 201
E Inputgenerator für FDS (Version 5) 203
E.1 Arbeitsbereich und Menü . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 203
E.2 Geometrie und Diskretisierung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 204
E.3 Oberflächeneigenschaften . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 204
E.4 Stoffeigenschaften . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 205
E.5 Ergebnis des Inputgenerators - Datei „Daten.txt“ . . . . . . . . . . . . . . . 208
Abbildungsverzeichnis 211
x
Symbol- und Abkürzungsverzeichnis
Griechische Buchstaben
α . . . . . . . . . . . . . . . . . . Wärmeübergangskoeffizient [W/m2K]
β . . . . . . . . . . . . . . . . . . isobarer Ausdehnungskoeffizient [1/K]
η . . . . . . . . . . . . . . . . . . dynamische Viskosität [kg/sm]
 . . . . . . . . . . . . . . . . . . Emissionsgrad [−]
γ . . . . . . . . . . . . . . . . . . Intermittenzfaktor [−], Winkel [◦]
λ . . . . . . . . . . . . . . . . . . Wärmeleitfähigkeit [W/mK]
ν . . . . . . . . . . . . . . . . . . kinematische Viskosität [m2/s]
ρ . . . . . . . . . . . . . . . . . . Dichte [kg/m3]
ϑ . . . . . . . . . . . . . . . . . . Temperatur [◦C]
∆ϑln . . . . . . . . . . . . . . . logarithmische Temperaturdifferenz [◦C] bzw. [K]
Lateinische Buchstaben
a . . . . . . . . . . . . . . . . . . Temperaturleitzahl [m2/s]
A . . . . . . . . . . . . . . . . . . Querschnittsfläche [m2]
Ar . . . . . . . . . . . . . . . . . Archimedes-Zahl [−]; Ar = βgL∆ϑv2
Verhältnis zwischen freier und erzwungener Konvektion
b . . . . . . . . . . . . . . . . . . Wärmeeindringzahl [J/m2s1/2K]
c . . . . . . . . . . . . . . . . . . spezifische Wärmekapazität [J/kgK]
d . . . . . . . . . . . . . . . . . . Schichtdicke [m]
D . . . . . . . . . . . . . . . . . Durchmesser [m]
Fo . . . . . . . . . . . . . . . . Fourier-Zahl [−]; Fo = a ∆t∆x2
Verhältnis der geleiteten zur gespeicherten Wärme
g . . . . . . . . . . . . . . . . . . Erdbeschleunigung [m/s2]
Gr . . . . . . . . . . . . . . . . . Grashof-Zahl [−]; Gr = gβ∆ϑL3ν2
Verhältnis des Auftriebs eines Fluids zur wirkenden Viskositätskraft; charakte-
risiert den Wärmeübergang bei freier Konvektion (vgl. Rayleigh-Zahl)
Gz . . . . . . . . . . . . . . . . Graetz-Zahl [−]; Gz = Re P r DL
dimensionslose Kennzahl, die auf dem Gebiet der Wärmeübertragung bei la-
minaren Strömungen angewendet wird
k . . . . . . . . . . . . . . . . . . Korrekturfaktor [−], Rauheit [mm]
kL, kϑ . . . . . . . . . . . . . Korrekturterm [−]
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L . . . . . . . . . . . . . . . . . . charakteristische Länge [m], Kanallänge [m]
Nu . . . . . . . . . . . . . . . . Nusselt-Zahl [−]; Nu = αLλ
Verhältnis zwischen Wärmestrom und Wärmeleitung durch eine Schicht der
Stärke L
P r . . . . . . . . . . . . . . . . . Prandtl-Zahl [−]; P r = νa
Verhältnis zwischen kinematischer Viskosität und Temperaturleitzahl
q˙ . . . . . . . . . . . . . . . . . . Wärmestromdichte [W/m2]
Q˙ . . . . . . . . . . . . . . . . . Wärmestrom [W ]
Rtkw . . . . . . . . . . . . . . . thermischer Kontaktwiderstand [m2K/W ]
Ra . . . . . . . . . . . . . . . . Rayleigh-Zahl [−]; Ra = Gr · P r = ∆ϑL3 gβνa
charakterisiert den Wärmeübergang bei freier Konvektion (vgl. Grashof-Zahl)
Re . . . . . . . . . . . . . . . . Reynolds-Zahl [−]; Re = vLν
Verhältnis von Trägheits- zu Zähigkeitskräften
S˙ . . . . . . . . . . . . . . . . . . Wärmequelle/-senke [W/m3]
t, ∆t . . . . . . . . . . . . . . Zeit [s], Zeitintervall [s]
∆tCFD . . . . . . . . . . . . . Zeitintervall der CFD-Berechnung [s]
∆tf estePhase . . . . . . . . Zeitintervall für die feste Phase [s]
beschränkt durch die Stabilitätsbedingung des expliziten
Euler-Verfahrens (4.13)
T . . . . . . . . . . . . . . . . . . (absolute) Temperatur [K]
U . . . . . . . . . . . . . . . . . . innerer (benetzter) Umfang [m]
v . . . . . . . . . . . . . . . . . . Geschwindigkeit [m/s]
x . . . . . . . . . . . . . . . . . . Lauflänge [m]
∆x , ∆y , ∆z . . . . . . . . Längenintervall [m] bzw. [cm]
Indizes und Exponenten
0 . . . . . . . . . . . . . . . . . . Temperatur vom alten, d. h. vorherigen, Zeitinkrement
b . . . . . . . . . . . . . . . . . . bulk
B, b . . . . . . . . . . . . . . . Bottom
entgegen . . . . . . . . . . . entgegengerichtet
erzw . . . . . . . . . . . . . . . erzwungene (Konvektion)
E, e . . . . . . . . . . . . . . . East
frei . . . . . . . . . . . . . . . . freie (Konvektion)
gleich . . . . . . . . . . . . . . gleichgerichtet
hyd . . . . . . . . . . . . . . . . hydraulisch
i . . . . . . . . . . . . . . . . . . . innen
innen . . . . . . . . . . . . . . erste Zelle innerhalb der festen Phase
konv . . . . . . . . . . . . . . . konvektiv
krit . . . . . . . . . . . . . . . . kritisch
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m . . . . . . . . . . . . . . . . . mittel
misch . . . . . . . . . . . . . . Mischkonvektion
N, n . . . . . . . . . . . . . . . North
net . . . . . . . . . . . . . . . . netto
OF . . . . . . . . . . . . . . . . Oberfläche
P, p . . . . . . . . . . . . . . . Mittelpunkt der gegenwärtig betrachteten Zelle (i,j,k)
q˙ . . . . . . . . . . . . . . . . . . konstante Wärmestromdichte
rad . . . . . . . . . . . . . . . . radiativ
S, s . . . . . . . . . . . . . . . . South
T, t . . . . . . . . . . . . . . . Top
ϑ . . . . . . . . . . . . . . . . . . konstante Wandtemperatur
virt . . . . . . . . . . . . . . . . virtuell
W, w . . . . . . . . . . . . . . West
x . . . . . . . . . . . . . . . . . . örtlich/lokal
Abkürzungen
DNS . . . . . . . . . . . . . . . Direct Numerical Simulation
FDM . . . . . . . . . . . . . . Finite-Differenzen-Methode
FVM . . . . . . . . . . . . . . Finite-Volumen-Methode
HOHM3D . . . . . . . . . . High order hot method 3D
KV . . . . . . . . . . . . . . . . Kontrollvolumen
LES . . . . . . . . . . . . . . . Large Eddy Simulation
RANS . . . . . . . . . . . . . Reynolds-Averaged Navier-Stokes
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Glossar
In diesem Glossar werden die für das Verständnis dieser Arbeit wesentlichen und gegebenen-
falls mehrdeutigen Begriffe erläutert.
Cell-by-Cell-Konzept
sukzessive Abarbeitung universeller Einheiten (Cells)
Einlauf (hydrodynamisch/thermisch) ↔ ausgebildete Strömung
Aufgrund der Begrenzung der Strömung durch die Rohrwände bildet sich im Anschluss
an eine Einlaufstrecke eine ausgebildete Strömung aus, deren Profile von Geschwin-
digkeit und Temperatur sich nicht oder nur in besonders einfacher Art und Weise und
geringfügig in Rohrlängsrichtung verändern. Nusselt-Zahl Nu und Wärmeübergangsko-
effizient α streben infolgedessen einem konstanten Grenzwert zu [Pol05].
feste Phase
im Allgemeinen Festkörper, z. B. Bauteile oder Einbauten (wie Lüftungskanäle)
Gasphase
die Fluid-Umgebung; im Rahmen dieser Arbeit: die Luft bzw. Brandraumluft (Heißgase)
Kontrollvolumen (KV)
Bereich, der im Zuge der Diskretisierung bei der Finiten-Volumen-Methode entsteht
konvektiver Wärmeübergang (auch: konvektiver Wärmetransport)
Der konvektive Wärmeübergang ist eine Art der Wärmeübertragung, bei der der Trans-
port von Wärme (oder Enthalpie) über eine dünne Grenzschicht in Form von Wär-
meleitung von der Gasphase (bzw. flüssigen Phase) zur festen Phase bzw. umgekehrt
erfolgt. Dabei bewegen sich beide Phasen relativ zueinander; diese Bewegung kann un-
terschiedlichen Ursprungs (z. B. aufgeprägte Strömung oder Temperatur- bzw. Dicht-
eunterschiede) sein. Trotz der Bestimmtheit und der Nichtlinearität der strömungs-
mechanischen Grundgleichungen lassen sich eine Fallunterscheidung (erzwungene und
freie Konvektion sowie Mischkonvektion) und eine Überlagerung (Superposition) der
einzelnen Fälle durchführen.
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Konzept der Relokalisierung (auch: Relokalisierungskonzept)
Ursprünglich lokale Vorgänge wurden für technische Anwendungen gemittelt. Das Kon-
zept führt diese gemittelten Beziehungen im Rahmen einer lokalen Anwendung wieder
auf ihren lokalen Ursprung zurück und ermöglicht somit wieder die Berücksichtigung
lokaler Effekte und Gegebenheiten sowie die mühelose Anwendung im Rahmen nume-
rischer Verfahren.
multi-layer Modell ↔ multi-cuboid Modell
Mithilfe eines multi-layer Modells (vgl. [McG07a]) kann der Wärmetransport außer
durch homogene Objekte auch durch Objekte mit geschichtetem Aufbau abgebildet
werden. Das in dieser Arbeit entwickelte Modell kann zusätzlich den Wärmetransport
durch Objekte abbilden, die sich aus einzelnen Quadern aufbauen lassen und demnach
eine simultane Schichtung in allen Raumrichtungen besitzen. Das entwickelte Wärme-
transportmodell kann folglich auch als multi-cuboid Modell bezeichnet werden.
radiativer Wärmeübergang (auch: Wärmestrahlung)
Der radiative Wärmeübergang ist eine Art der Wärmeübertragung, bei der der Trans-
port von Wärme zwischen Körpern (Oberflächen) unterschiedlicher Temperatur durch
elektromagnetische Strahlung (sichtbares Licht und infrarote Strahlung) erfolgt. Wär-
mestrahlung ist gegenüber Wärmeleitung und Konvektion nicht materialgebunden, d. h.
benötigt keinen stoﬄichen Träger und tritt demnach auch im Vakuum auf.
thermisch dick
Mit thermisch dick werden solche Materialien bezeichnet, bei denen eine wesentliche
Temperaturänderung in Querrichtung, d. h. über die Schichtdicke, existiert [Ryb89b]
bzw. [Tew88]. Diese Situation liegt insbesondere bei dicken und/oder schlecht Wärme
leitenden Schichten vor.
thermisch dünn
Mit thermisch dünn werden solche Materialien bezeichnet, bei denen das Tempera-
turprofil über die Schicht vernachlässigt werden kann [Ryb89a] bzw. [Tew88]. Dies
bedeutet, dass eine näherungsweise konstante Temperatur über der gesamten Dicke
vorliegt, was im Allgemeinen für gut Wärme leitende, dünne Schichten der Fall ist.
Wärmeleitung (auch: Konduktion)
Wärmeleitung ist ein diffusiver Energietransport und eine Art der Wärmeübertragung,
bei der der Transport von Wärme durch mikroskopische Bewegungen von Atomen bzw.
Molekülen (Fluide), durch Gitterschwingungen (Festkörper) oder durch freie Elektronen
(elektrisch leitende Medien) erfolgt. Wärmeleitung ist demnach materialgebunden und
tritt sowohl in Festkörpern als auch in Fluiden auf.
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1 Einleitung
Bei der Erstellung von Brandschutz- bzw. Sicherheitskonzepten, insbesondere im Bereich des
schutzzielorientierten Vorgehens, werden numerische Brandsimulationen zum Nachweis und
zur Bewertung der Ausbreitung von Feuer und Rauch gegenwärtig bereits vielfach eingesetzt.
Unter anderem die Feuerwiderstandsfähigkeit von Konstruktionen wird insbesondere in sol-
chen Fällen, die nicht in den Anwendungsbereich der Tabellen von DIN 4102-4 fallen, mit
Hilfe von Computerprogrammen nachgewiesen. Dies betrifft beispielsweise die Betrachtung
von Teil- oder Gesamttragwerken. Nicht zuletzt vor diesem Hintergrund wurde in den vergan-
genen Jahren der vfdb-Leitfaden „Ingenieurmethoden des Brandschutzes“ [Hos09] erarbeitet,
der die vorhandenen Möglichkeiten, Vorgehensweisen und Modelle darstellt und einordnet
sowie geeignete Hilfestellung für deren Anwendung gibt. Mit der in Kürze bevorstehenden
Einführung der Eurocode-Brandschutzteile werden diese Möglichkeiten für die Praxis deut-
lich erweitert, sodass zukünftig mit einer noch breiteren Anwendung numerischer Verfahren
im Brandschutzingenieurwesen zu rechnen sein wird. Hierfür werden Programme bzw. Me-
thoden benötigt, die einerseits zuverlässige Ergebnisse liefern und diese andererseits auch
effizient berechnen. In diesem Zusammenhang ist es unbedingt erforderlich, die vorhandenen
Möglichkeiten in numerischen Brandsimulationen stetig und gezielt zu verbessern und zu er-
weitern, um die wachsenden Ansprüche zu saturieren.
Die gegenwärtige Vorgehensweise bei der Heißbemessung für beispielsweise eine natürliche
Brandbeanspruchung besteht darin, zunächst das Brandgeschehen selbst mithilfe des Euroco-
des 1 (z. B. eines Brandsimulationscodes) zu simulieren und anschließend mit einer weiteren
Software auf Grundlage der Eurocodes eine thermische und schließlich eine mechanische Ana-
lyse der Konstruktion durchzuführen. Eine effizientere und für diverse Fragestellungen auch
die physikalisch korrektere Vorgehensweise besteht darin, die richtige thermische Belastung
und die hieraus resultierenden Temperaturfelder von Festkörpern bereits unmittelbar inner-
halb der Brandsimulation mit einem CFD-Modell zu berechnen, was erstmalig mit dem ent-
wickelten und im Rahmen dieser Arbeit dargestellten Modell gelingt. Der vorgestellte Ansatz
kann als Erweiterung des Standes der Technik und als erster Schritt auf dem Weg zu einer
für die Zukunft vorstellbaren, vollständig gekoppelten Brandsimulation angesehen werden,
d. h. einer Brandsimulation mit Berücksichtigung sämtlicher gegenseitiger Kopplungen und
Wechselwirkungen. Die zusätzliche Integration der mechanischen Analyse, die beispielsweise
Auswirkungen der Verformungen oder des Versagens einer Konstruktion oder einzelner Teile
davon auf das Brandgeschehen berücksichtigen kann, wäre ein weiterer zukünftiger Schritt in
Richtung dieses neuen Weges. Was der neue Weg bedeutet, zeigt Abbildung 1.1 exemplarisch
anhand der Heißbemessung bei natürlichen Bränden [Hoh09a].
Aber auch in anderen Bereichen wie der Ertüchtigung von Pyrolysemodellen sind gezielte
Erweiterungen und Verbesserungen beispielsweise bei der Bestimmung der Festkörpertempe-
raturen erforderlich, die einen entscheidenden Einfluss auf das Berechnungsergebnis nehmen.
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Der Entwicklung von geeigneten Pyrolysemodellen zur Beschreibung des Quellterms in einem
Brandgeschehen ist auch zukünftig eine große Aufmerksamkeit zu widmen. Dies gilt umso
mehr, da der Quellterm bzw. der zeitliche Verlauf der Freisetzung von Wärme und Rauch
durch den Brand eine der wesentlichsten Eingangsgrößen darstellt und das Ergebnis einer nu-
merischen Brandsimulation mit am stärksten beeinflusst. Die gegenwärtige Vorgehensweise
mit standardisierten Brandverläufen, wie dem α-t2-Ansatz, ist insbesondere im Hinblick auf
die Beurteilung im Bereich der Personensicherheit (thermische Belastung, Toxizitäten etc.)
so bald wie möglich durch die direkte Modellierung des tatsächlichen, natürlichen Brandes
abzulösen. Das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Modell kann in diesem Zusammenhang
einen wertvollen Beitrag leisten, indem es den Wärmetransport zwischen fester und Gasphase
sowie die Festkörpertemperaturen verbessert wiedergibt.
Abbildung 1.1: Vorgehensweisen für die Heißbemessung bei natürlichen Bränden
Letztlich müssen die vorhandenen Möglichkeiten in numerischen Brandsimulationen auch in
solchen Bereichen verbessert und erweitert werden, in denen Berechnungen zwar durchge-
führt werden, die Anwendbarkeit der vorhandenen Modelle oder die Übertragbarkeit ihrer
Bestandteile jedoch fraglich oder gar falsch ist. Beispielsweise kann die Modellierung des
Wärmetransports zwischen einem Festkörper und der Gasphase in speziellen Konfiguratio-
nen, z. B. bei Einbauten (Lüftungskanäle, Kabel und Kabelbündel etc.), entschieden von der
Modellierung an ebenen Oberflächen abweichen. Eine simple Übertragung bzw. Anwendung
der zugrunde liegenden Submodelle erzeugt hierbei zweifelsohne einen Unsicherheitsfaktor
unbekannter Größe für das Berechnungsergebnis einer numerischen Brandsimulation. Aus
diesem Grund wird im Rahmen dieser Arbeit ein Submodell für die korrekte Modellierung des
konvektiven Wärmeübergangs bei Rohr-/Kanalströmungen in Verbindung mit einem Brand-
geschehen entwickelt.
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1.1 Problemstellung und Ziele
Die konkrete Berücksichtigung des Wärmetransports auf die feste Phase (z. B. auf Bauteile
oder Einbauten wie Lüftungskanäle) sowie innerhalb derselben in numerischen Brandsimula-
tionen ist zum gegenwärtigen Zeitpunkt nur sehr eingeschränkt möglich. Der Schwerpunkt
von Weiterentwicklungen an diesen Programmen lag in der Vergangenheit und liegt aktu-
ell hauptsächlich auf der Beschreibung der Gasphase sowie der Modellierung von Pyrolyse-
und Verbrennungsvorgängen der festen Phase. Insbesondere für letztere Fragestellung ist je-
doch, wie bereits angesprochen, die korrekte Bestimmung der Temperaturen innerhalb und
an der Oberfläche der festen Phase eine grundsätzliche Voraussetzung. Die gegenwärtig vor-
handenen Möglichkeiten im Bereich des konvektiven Wärmeübergangs (stark vereinfachte
Beschreibung der Vorgänge und Beschränkung auf ebene Oberflächen) und im Bereich der
Wärmeleitung (globale Energiebetrachtungen oder eindimensionale Wärmeleitung in homo-
genen bzw. geschichteten Strukturen) sind hierfür nicht ausreichend. Ferner ist eine direkte
gegenseitige Kopplung von Gasphase und fester Phase für beide Teilsysteme eine unbedingt
erforderliche Grundlage, um ein möglichst zutreffendes Abbild des in der Realität ablaufenden
Brandgeschehens in der numerischen Simulation zu gewährleisten. Im Kapitel 2 findet eine
noch eingehendere Betrachtung der zuvor angesprochenen Problemstellung statt.
Es besteht daher einerseits die Notwendigkeit, die Modellierung des konvektiven Wärmeüber-
gangs zu verbessern, sodass unter anderem auch besondere Situationen, wie sie beispielsweise
bei Lüftungskanälen auftreten, in einem Brandszenario entsprechend berücksichtigt werden
können. Andererseits ist die Modellierung der Wärmeleitung in der festen Phase innerhalb
von Brandsimulationsrechnungen zu ertüchtigen, was unter anderem eine mehrdimensionale
Betrachtung komplex aufgebauter Objekte sowie eine Interaktion von Gasphase und fester
Phase in beiden Richtungen bedingt. Dies sind die Ziele, die mit der Entwicklung eines Wär-
metransportmodells für gekoppelte Prozesse in der Brandsimulation, bestehend aus einem
Modell für konvektiven Wärmeübergang und einem Modell für mehrdimensionale Wärme-
leitung, im Rahmen dieser Arbeit verfolgt werden. Grundsätzlich ist es sinnvoll, die beiden
vorgenannten Mechanismen des Wärmetransports gemeinsam zu betrachten, unter anderem,
da sie einander ausgeprägt ähneln. Die Prozesse Konvektion und Wärmeleitung werden bei-
spielsweise durch ein Vakuum unterbunden. Ferner wird beim konvektiven Wärmeübergang
innerhalb der Grenzschicht die Wärme durch Wärmeleitung übertragen [Böc06].
Eine weitere Zielsetzung dieser Arbeit besteht darin, ein Modell zu entwickeln, welches sowohl
physikalisch, durch die Berücksichtigung der speziellen Brandwirkungen und -eigenschaften,
als auch numerisch, durch die Auswahl geeigneter numerischer Methoden, für die integrierte
Verwendung innerhalb von numerischen Brandsimulationen optimiert ist. Darüber hinaus soll
mit diesem Modell eine Grundlage für die spätere Erweiterung um geeignete Pyrolysemodelle
gelegt werden. Das Modell soll ferner einen modularen Aufbau besitzen, sodass es sich für
die Integration in aktuelle und zukünftige Brandsimulationsprogramme eignet und nicht auf
ein bestimmtes Programm beschränkt bzw. speziell hierauf abgestimmt ist. Am Beispiel des
Fire Dynamics Simulator (FDS) [McG07b] soll die Integration in ein dem aktuellen Stand der
Technik entsprechendes Brandsimulationsprogramm durchgeführt werden.
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1.2 Abgrenzung des Inhalts der Arbeit
Für ein Wärmetransportmodell, wie es zuvor dargestellt wurde, ist es unentbehrlich, die Wär-
meleitung innerhalb der festen Phase zu erfassen. Ferner findet an der Grenzfläche zwischen
Gasphase und fester Phase in Verbindung mit Temperaturunterschieden und Fluidbewegun-
gen eine Übertragung von Wärme durch konvektiven Wärmeübergang statt, die entscheidend
vom Fluid und seinen Eigenschaften abhängt. Es ist demzufolge für ein Wärmetransportmo-
dell für gekoppelte Prozesse in der Brandsimulation ebenso von erheblicher Bedeutung, diesen
konvektiven Wärmeübergang geeignet zu beschreiben. Der Mechanismus der Wärmestrah-
lung ist indes zunächst nicht auf ein Fluid angewiesen und infolgedessen auch nicht bzw. nicht
in demselben Maße wie der zuvor dargestellte konvektive Wärmeübergang hiervon abhängig.
Gleichwohl ist es naheliegend, dass das bei Bränden anzutreffende Fluid (Heiß-/Rauchgas)
die Wärmeübertragung durch Strahlung beeinflusst und auch selbst Wärmestrahlung absor-
biert, emittiert und reflektiert. Darüber hinaus bleibt festzuhalten, dass auch die bei einem
Brand auftretende offene Flamme Wärmestrahlung emittiert. Die beiden zuletzt genannten
Phänomene sind jedoch nicht durch ein Wärmetransportmodell für die feste Phase zu be-
schreiben, sondern Bestandteile eigenständiger Strahlungsmodelle, wie beispielsweise das für
den Fire Dynamics Simulator (FDS) [McG07a] entwickelte Modell. Entsprechende, geeig-
nete Strahlungsmodelle beschreiben ferner den Strahlungsaustausch zwischen den einzelnen
Oberflächen der festen Phasen auf Grundlage der allgemeingültigen und anerkannten, physi-
kalischen Grundgleichungen. Ein Wärmetransportmodell mit besonderem Augenmerk für die
feste Phase muss aus diesen Gründen nicht den Mechanismus der Wärmestrahlung in seiner
Gesamtheit abdecken. Gleichwohl muss es in der Lage sein, den aus Wärmestrahlung resul-
tierenden und durch ein geeignetes Strahlungsmodell berechneten Netto-Wärmestrom an der
Grenzfläche zwischen Gasphase und fester Phase in Form einer Randbedingung zu berücksich-
tigen. Ferner muss es die Grenzflächentemperatur als Eingangsparameter für das Strahlungs-
modell korrekt berechnen. Da diese jedoch eine ebenso grundlegende Größe beispielsweise für
den konvektiven Wärmeübergang ist, wird sie im Wärmetransportmodell ohnehin zuverlässig
bestimmt. Darüber hinaus ist das Strahlungsmodell hinsichtlich des Emissionsgrades  mit
der festen Phase verbunden; hierbei handelt es sich jedoch um eine Materialgröße, die, wie
beispielsweise λ, ρ und c, vorab bestimmt werden muss. Ein eigenes Modell ist hierfür nicht
erforderlich.
Zusammenfassend kann also festgehalten werden, dass ein Wärmetransportmodell für gekop-
pelte Prozesse in der Brandsimulation - mit besonderem Augenmerk für die feste Phase -
den konvektiven Wärmeübergang an der Grenzfläche zwischen Gasphase und fester Phase
einerseits und die Wärmeleitung andererseits abbilden muss. Während für den Prozess der
Wärmestrahlung bereits geeignete Modelle für numerische (Brand-)Simulationen existieren,
stehen diese für die Prozesse des konvektiven Wärmeübergangs sowie der mehrdimensiona-
len Wärmeleitung bislang noch nicht bzw. nicht in ausreichender Qualität zur Verfügung.
Das Wärmetransportmodell muss außerdem den durch Wärmestrahlung an dieser Grenzflä-
che auftretenden Netto-Wärmestrom als Randbedingung beschreiben und die Materialgröße
Emissionsgrad  der Grenzfläche aufnehmen können.
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Im ersten Teil der Arbeit (Kapitel 2) werden die gegenwärtig vorhandenen Möglichkeiten bei
der numerischen Simulation von Brandszenarien, d. h. der aktuelle Stand der Erkenntnisse,
dargestellt. Hierbei wird insbesondere auf die Modellierung in den Bereichen des konvektiven
Wärmeübergangs zwischen Gasphase und fester Phase und der Wärmeleitung eingegangen,
da diese im Rahmen dieser Arbeit detailliert behandelt werden. Im Anschluss daran stellt
Kapitel 3 die erforderlichen Schritte, die zur Entwicklung des (Teil-)Modells für den konvek-
tiven Wärmeübergang notwendig waren bzw. sind, ausführlich vor. Jeweils ausgehend von
einer Zusammenstellung der allgemeinen physikalischen Grundlagen und -gleichungen wer-
den für horizontale und vertikale ebene Oberflächen sowie für die spezielle Konstellation
von Rohr- bzw. Kanalströmungen die einzelnen Modellbestandteile erarbeitet. Den Abschluss
dieses Teils der Arbeit bildet die numerische Umsetzung und Integration des Modells in den
Brandsimulationscode Fire Dynamics Simulator (FDS) in der Version 5 [McG07b]. Dieses
Modell bildet das Fundament des Wärmetransportmodells für gekoppelte Prozesse in der
Brandsimulation, da es die wichtige Kopplung zwischen Gasphase und (detaillierter) fester
Phase herstellt. Es handelt sich dabei folgerichtig um eine wesentliche Entwicklung auf dem
Gebiet der numerischen Brandsimulation. In Kapitel 4 wird anschließend das (Teil-)Modell
für mehrdimensionale Wärmeleitung entwickelt bzw. vorgestellt. Ausgehend von der physi-
kalischen Herleitung der notwendigen grundlegenden Gleichungen werden die Verfahren zur
räumlichen und zeitlichen Approximation sowie mögliche Randbedingungen und darüber hin-
aus weitere Modellbestandteile dargestellt. Wiederum mit der numerischen Umsetzung und
Integration des Modells in den vorgenannten Brandsimulationscode wird die Entwicklung die-
ses Teilmodells abgeschlossen. Innerhalb von Finite-Elemente-Programmen ist die Lösung
von Fragestellungen mit mehrdimensionaler Wärmeleitung gegenwärtig Stand der Technik.
In Kapitel 2 wird jedoch gezeigt, dass dies nicht für aktuelle Brandsimulationscodes gilt und
bislang zudem die Kopplung zwischen Gasphase und (detaillierter) fester Phase fehlt. Wie
dargestellt, stellt das in Kapitel 3 vorgestellte Modell diese wichtige Kopplung her und bildet
damit das Fundament des Wärmetransportmodells. Das erarbeitete (Teil-)Modell für mehr-
dimensionale Wärmeleitung stellt eine prädestinierte Ergänzung dar (vgl. Kapitel 2), zumal
eine simple Extrapolation, z. B. Übertragung der numerischen Methoden, aus anderen Be-
reichen auf Problemstellungen des Brandschutzingenieurwesens nicht immer ohne Weiteres
möglich oder sinnvoll ist. Es folgt in Kapitel 5 eine umfassende Überprüfung und Bestätigung
sämtlicher Bestandteile des entwickelten Wärmetransportmodells unter anderem anhand von
analytischen Lösungen bzw. Verfahren sowie Vergleichsrechnungen mit anderen, bereits aus-
reichend validierten Programmen. Abschließend werden in einem realitätsnahen Anwendungs-
beispiel einerseits die Anwendung des entwickelten Wärmetransportmodells und andererseits
die durch dieses Modell erweiterten Möglichkeiten bei der numerischen Brandsimulation ex-
emplarisch auf Grundlage eines praxisrelevanten Szenarios verdeutlicht (Kapitel 6). Die Arbeit
schließt mit einer Zusammenfassung und einem Ausblick auf noch offene Fragestellungen, die
im Rahmen von zukünftigen Untersuchungen behandelt werden könnten. Im Anhang werden
ergänzende Arbeiten sowie Sonderfragestellungen zusammengestellt, die für das Verständ-
nis dieser Arbeit wesentlich sind oder in einigen Fällen über die im Hauptteil bearbeiteten
Aufgabenstellungen hinausgehen.
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Im vorangegangenen Kapitel wurden die Problemstellung sowie die Motivation zur Entwick-
lung eines Wärmetransportmodells für gekoppelte Prozesse in numerischen Brandsimulatio-
nen im Rahmen dieser Arbeit beschrieben. Bevor das erarbeitete Modell in seinen einzelnen
Bestandteilen detailliert dargestellt wird, ist es zunächst erforderlich, summarisch auf den
gegenwärtigen Stand der Erkenntnisse in diesem Bereich einzugehen. Hierfür sollen zunächst
die etablierten Typen von Brandsimulationsmodellen (Brandsimulationscodes) kurz vorge-
stellt werden. Im Anschluss erfolgt eine detailliertere Untersuchung hinsichtlich der gegen-
wärtigen Umsetzung der Modellierung bzw. Behandlung der Wärmetransportmechanismen
Wärmeleitung und konvektiver Wärmeübergang innerhalb dieser Codes. Bei dieser Gelegen-
heit können zudem diverse Probleme noch einmal etwas genauer beschrieben werden. Auf
die Modellierung der Wärmestrahlung wird hingegen nicht eingegangen, da dieser Bereich
nicht Gegenstand der vorliegenden Arbeit ist. Bei Bedarf kann hierfür auf die einschlägige
Literatur, beispielsweise die Darstellung des im Fire Dynamics Simulator implementierten
Wärmestrahlungsmodells in [McG07a], verwiesen werden.
2.1 Brandsimulationsmodelle/Brandsimulationscodes
Für die numerische Simulation von Brandereignissen stehen unterschiedliche Typen von Mo-
dellen bzw. Codes zur Verfügung, die sich in erster Linie in ihrem Detaillierungsgrad (Komple-
xität) und folglich ihrem Berechnungsaufwand (Systemanforderungen, Geschwindigkeit etc.)
sowie ihrer Genauigkeit unterscheiden. Abbildung 2.1 zeigt eine Gegenüberstellung gängiger
Abbildung 2.1: Hierarchie von Brandsimulationsmodellen [Wre06]
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Brandsimulationsmodelle und eine Einordnung hinsichtlich der zuvor genannten Kriterien. Es
ist dabei der aktuelle sowie ein zukünftiger und anzustrebender, durch Forschung und Entwick-
lung beeinflusster Stand eingetragen. Eine Zuordnung unterschiedlicher Typen von Bränden
(z. B. Bemessungsbrände oder natürliche Brände) zu den entsprechenden, jeweils eingesetz-
ten Brandsimulationsmodellen zeigt Abbildung 2.2. Die beiden am meisten etablierten Typen
Abbildung 2.2: Zuordnung von Bränden zu den eingesetzten Brandsimulationsmodellen
[Bai05]
für numerische Brandsimulationen sind Zonenmodelle und Feld- bzw. CFD-Modelle 1. Diese
sollen im Nachfolgenden kurz vorgestellt werden. Eine detaillierte Beschreibung der Typen so-
wie ihrer theoretischen Grundlagen und praktischen Anwendungsgrenzen kann beispielsweise
[Hos09] entnommen werden.
2.1.1 Zonenmodelle
Bereits seit geraumer Zeit werden Zonenmodelle für die numerische Simulation von Brander-
eignissen eingesetzt. Bei den Zonenmodellen unterscheidet man nochmals allgemein zwi-
schen Einzonen- und Mehrzonenmodellen. Während Erstere für die Phase nach Eintreten
eines Flashovers eingesetzt werden und folglich auch unter den Bezeichnungen Vollbrand-
modelle oder Post-Flashover-Modelle bekannt sind, können mit den Mehrzonen- oder Mehr-
raum(mehrzonen)modellen auch die Verhältnisse davor beschrieben werden, sodass diese auch
als Pre-Flashover-Modelle bezeichnet werden. Mehrraum(mehrzonen)modelle stellen dabei ei-
ne Erweiterung der Mehrzonenmodellierung hinsichtlich der Berücksichtigung mehrerer Räu-
me sowie dem Massen- und Energieaustausch zwischen denselben dar. Im Folgenden soll
unter dem Begriff Zonenmodell eines der zuletzt genannten Mehrraum(mehrzonen)modelle
verstanden werden. Weit verbreitet sind beispielsweise die Codes von CFAST [Jon05], HAR-
VARD VI [Roc90] oder MRFC [Max98].
Zur Lösung des Problems wird der zu untersuchende Raum (im Allgemeinen der Brandraum)
1 CFD =ˆ Computational Fluid Dynamics
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in wenige Zonen physikalisch sinnvoll unterteilt, in denen getrennt von den anderen Zonen
die Energie- und Massenbilanzen berechnet werden. In aller Regel erfolgt eine Unterteilung
in eine heiße Rauchgasschicht und eine kühlere, raucharme Luftschicht. Eine dritte Zone
bildet häufig der Plumebereich, in dem mit Hilfe von Plumemodellen, die den Transport von
Rauchgasen vom Brandherd in die Rauchgasschicht beschreiben, die Einmischung von Luft
in die Flamme und in die aufsteigenden Flammengase, den sogenannten Plume, zusätzlich
modelliert wird. Jedoch werden oft auch andere physikalisch relevante Bereiche wie die Um-
fassungsbauteile (Wände, Decken etc.) oder zusätzliche brennbare Objekte als eigene Zone
aufgefasst.
Ein besonderer Vorteil von Zonenmodellen gegenüber CFD-Modellen ist ihre hohe Rechen-
geschwindigkeit, die es ermöglicht, eine große Anzahl unterschiedlicher Varianten in kurzer
Zeit zu berechnen. Jedoch lassen sie sich nicht ohne Weiteres auf sämtliche Anwendungsfälle
und Fragestellungen anwenden.
2.1.2 Feld- bzw. CFD-Modelle
In jüngerer Vergangenheit finden Feld- bzw. CFD-Modelle immer stärkeren Einzug in die
numerische Simulation von Brandereignissen. Der Grund hierfür liegt insbesondere in den
vielfältigen Möglichkeiten, die diese Modelle mit sich bringen und welche für die Berechnung
von komplexen Sonderbauten im Allgemeinen erforderlich sind. Weit verbreitet sind beispiels-
weise die Codes von ANSYS-CFX [Swa05], FLUENT [Flu05] und insbesondere der Fire
Dynamics Simulator (FDS) [McG07a]. Gegenwärtig noch in der Entwicklung ist ferner der
französische ISIS-Code [Sua08].
CFD-Modelle sind in der Lage, Variablen als Funktion von Ort und Zeit in beliebigen Raum-
punkten bzw. -richtungen zu berechnen. Grundlage dieser Modellierung sind die fundamen-
talen Gleichungen der Massen-, Energie- und Impulserhaltung, die in Form von partiellen
Differenzialgleichungen allgemeingültig vorliegen und unter vorgegebenen Anfangs- und Rand-
bedingungen gelöst werden können. Da eine eindeutige Lösung dieser Gleichungen im Allge-
meinen nicht möglich ist, werden hierfür, wie auch in anderen Bereichen üblich, numerische
Methoden eingesetzt. Hieraus ergeben sich wichtige physikalische Größen wie beispielsweise
Temperatur, Druck, Konzentrationen von Brandprodukten in beliebigen Raumpunkten sowie
Gasgeschwindigkeiten in beliebige Raumrichtungen. Die grundlegenden Gleichungen werden
hierzu auf einem vom Anwender vorgegebenen Raumgitter (Mesh), das den zu untersuchen-
den Raum in eine große Anzahl von Volumenelementen, die sog. Kontrollvolumina, unterteilt
und die kleinste Längenskala der Modellierung bestimmt, gelöst. Somit können die zuvor
genannten Größen sowie Massen- und Energieaustausch für beliebig kleine Kontrollvolumina
berechnet werden. Physikalische Phänomene, deren natürliche Längenskala kleiner ist als die
des verwendeten Gitters, werden durch Submodelle – im Wesentlichen Turbulenzmodelle –
beschrieben. Die thermischen Materialeigenschaften der festen Phase beispielsweise von Um-
fassungsbauteilen werden mit ihren jeweiligen Kenngrößen im Modell ebenfalls separat und
mehr oder minder detailliert berücksichtigt. Gegenüber den Zonenmodellen bestehen wesent-
liche Unterschiede beim CFD-Modell sowohl in der erheblich größeren Anzahl der verwendeten
Kontrollvolumina als auch in der Methode der Modellierung des Austauschs von Masse und
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Enthalpie. Diese Austauschvorgänge werden im CFD-Modell direkt aus den grundlegenden
Gleichungen berechnet, sodass eine geringere Anzahl an Annahmen und experimentell er-
mittelten Parametern benötigt wird. Das CFD-Modell ist in der Lage, viele Details eines
Brandszenarios zu erfassen, die mit einem Zonenmodell nicht darstellbar sind. Das ist vor al-
lem dort von Vorteil, wo die Auswirkungen komplexer Strömungen untersucht werden sollen.
Wenngleich sich auch künftig noch Einsatzfelder für Zonenmodelle ergeben werden, scheint
nicht zuletzt mit der fortschreitenden Entwicklung in der Computerindustrie und den zu-
nehmenden Möglichkeiten im Bereich der Parallelisierung die Zukunft den CFD-Modellen zu
gehören. Eine Konzentration der Forschung und Entwicklung auf diesen Bereich ist daher
folgerichtig zweckmäßig und letztlich auch erforderlich, um den Anforderungen bei deren
praktischem Einsatz gerecht zu werden und auf effizientem Wege verwendbare bzw. korrekte
Ergebnisse herbeizuführen.
Allgemeine CFD-Codes wie ANSYS-CFX oder FLUENT zeichnen sich durch eine vielsei-
tige Modellierbarkeit der vorhandenen Geometrien aus, sodass beispielsweise auch nicht-
geradlinige Objekte abgebildet werden können. Ferner bieten sie sehr effiziente Lösungsalgo-
rithmen, jedoch besitzen sie nicht die speziellen, für die numerische Simulation von Brander-
eignissen eminent wichtigen Submodelle, wie beispielsweise ein Pyrolysemodell. An dieser Stel-
le bedarf es der speziell auf die Simulation von Brandgeschehen ausgerichteten CFD-Modelle
wie FDS oder ISIS. Insbesondere der Code FDS bietet unterschiedliche dieser Verbrennungs-
oder Pyrolysemodelle, mithilfe derer eine echte Prognose - gelegentlich auch als blinde Si-
mulation bezeichnet - eines Brandszenarios erst möglich ist, da sich hiermit der zeitliche
Verlauf der Wärmefreisetzung durch den Brand unmittelbar ergibt bzw. physikalisch korrekt
berechnen lässt und nicht vorgegeben werden muss, d. h. vorab - zumindest weitgehend -
bekannt sein oder approximativ abgeschätzt werden muss. Der Fire Dynamics Simulator stellt
daher folgerichtig in seiner gegenwärtig aktuellen Version 5 [McG07a] - trotz noch zu be-
hebender Schwächen - den aktuellen Stand der Technik auf dem Gebiet der numerischen
Brandsimulation mit CFD-Modellen dar. Es ist daher folgerichtig, dass die im Rahmen dieser
Arbeit exemplarische Implementierung des entwickelten Wärmetransportmodells in diesem
Code durchgeführt wird.
2.2 Wärmeleitung in numerischen Brandsimulationen
Die Berücksichtigung des Wärmetransports in bzw. aus und innerhalb der festen Phase hat
bei der numerischen Simulation von Brandereignissen mehrere Aufgaben. Hierzu gehören
insbesondere einerseits die Beschreibung von Prozessen, die mit der festen Phase in Ver-
bindung stehen (z. B. Pyrolyse) und andererseits die Einflussnahme auf die Gasphase durch
Abkühlung bzw. Aufheizung. Durch das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Wärmetrans-
portmodell wird neben der Verbesserung der zuvor genannten Funktionen noch eine weitere
bedeutende Aufgabe des Brandschutzingenieurwesens abgedeckt, und zwar die Bestimmung
von Temperaturfeldern im Innern von Festkörpern bzw. der konstruktiven Bauteile, die zum
Nachweis derselben, d. h. des Brandverhaltens, zwingend erforderlich sind. In der Vergan-
genheit lag die Konzentration bei Entwicklungen im Bereich numerischer Brandsimulationen
primär auf der Gasphase (z. B. dem Transport von Rauchgasen) sowie der Pyrolyse an der
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Oberfläche der festen Phase und Verbrennungsvorgängen. Eine detaillierte Modellierung der
festen Phase selbst war bislang von untergeordneter Bedeutung. In einigen Brandsimulati-
onscodes - insbesondere bei Zonenmodellen aber auch bei manchen CFD-Modellen - werden
die Umfassungsbauteile nicht differenziert abgebildet, sondern es wird in Form einer globalen
Energiebetrachtung die gesamte Wärmemenge bilanziert, die das Brandraumvolumen verlässt
oder in dieses eintritt. Diese wird dann wiederum in den Bilanzen der Gasphase entsprechend
berücksichtigt, sodass die Energieerhaltung stets gewährleistet ist. Eine etwas detailliertere
Betrachtungsweise findet sich beispielsweise im derzeit entwickelten ISIS [Sua08] oder der
Version 4 von FDS [McG06a], in denen prinzipiell die Wärmeleitung eindimensional durch die
feste Phase bzw. innerhalb abgebildet wird. In beiden Codes sind hierfür lediglich homogene
Objekte einsetzbar, jedoch enthält FDS4 diverse Submodelle für unterschiedliche Pyrolyse-
vorgänge an der Oberfläche der festen Phase und galt damit lange Zeit als Stand der Technik.
Mit der Veröffentlichung der aktuellen Version 5 gelang eine Verbesserung dahin gehend, dass
nun auch Objekte mit geschichtetem Aufbau (multi-layer) mit und ohne Berücksichtigung
von Pyrolysevorgängen abgebildet werden können. Die Modellierung der Wärmeleitung blieb
jedoch auch in dieser Version auf eine eindimensionale Beschreibung beschränkt. Für ISIS ist
ein gleichartiges eindimensionales, geschichtetes Modell für die Wärmeleitung in der Planung.
Für viele praktische Fragestellungen ist diese Restriktion aufgrund des Vorhandenseins von
mehrdimensionalen Effekten indes zu limitierend und lässt eine physikalisch korrekte Abbil-
dung der real auftretenden Prozesse und Effekte nicht zu. In [Rie07] wird beispielsweise be-
richtet, dass bereits bei der Entwicklung eines Brandausbreitungsmodells von Yan in [Yan99]
auf die Notwendigkeit hingewiesen wird, den lateralen Wärmetransport auf der Kabelader
zu berücksichtigen. Dies ist mithilfe einer eindimensionalen Betrachtungsweise jedoch nicht
möglich. Dieses offenkundige Problem zur Kenntnis nehmend, machte Riese mit der Entwick-
lung des CFS-Modells in [Rie07] einen ersten Schritt in die Richtung eines Modells zur Be-
rücksichtigung mehrdimensionaler Wärmeleitungsprozesse. Das für Kabel entwickelte Modell
basiert dabei auf einer schrittweise getrennten Lösung der jeweils eindimensional aufgestellten
Gleichungen für die Wärmeleitung in radialer und in lateraler Richtung. Trotz guter Resul-
tate entspricht dies jedoch noch nicht einer eigentlichen mehrdimensionalen - insbesondere
nicht einer gekoppelten (dreidimensionalen) - Formulierung, sondern lediglich einer Verknüp-
fung/Stapelverarbeitung eindimensionaler Vorgänge. Ferner treten unter anderem Probleme
bei der Übertragung auf komplexe Objekte (z. B. Kabel mit mehreren Adern) auf. So ist bei-
spielsweise eine Berechnung des Wärmetransports durch mehrere Mantelschichten mit dem
CFS-Modell bisher nicht möglich. Dennoch sind die Arbeiten in [Rie07] ein Beleg dafür, dass
ein Modell für mehrdimensionale Wärmeleitungsprozesse in numerischen Brandsimulationen
unabdingbar ist.
Abbildung 2.3 zeigt ein weiteres, mithilfe einer eindimensionalen Formulierung physikalisch
nicht korrekt lösbares Problem. Die Wärmeleitung durch die vertikalen und horizontalen Bau-
teile - hier als homogen vorausgesetzt - wird bei jeweils (näherungsweise) konstant ange-
nommener Temperaturen der dem Feuer zugewandten bzw. abgewandten Oberflächen durch
ein eindimensionales Modell ordnungsgemäß berechnet. Dies wird durch die grünen Pfeile
symbolisiert. Demgegenüber können die Prozesse im Eckbereich mit einem solchen Modell
nicht korrekt wiedergegeben werden. Es wird insbesondere dann noch problematischer, wenn
programmintern keine Verknüpfung zwischen mehreren, in Kontakt miteinander stehenden
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Abbildung 2.3: Eck-Problem infolge eindimensionaler Formulierung der Wärmeleitung
Objekten der festen Phase besteht, wie dies beispielsweise in FDS der Fall ist. Eine Kopp-
lung eindimensionaler Vorgänge, wie oben dargestellt, würde das Problem bereits verringern,
doch erst eine zwei-, d. h. mehrdimensionale Formulierung löst die Fragestellung physikalisch
einwandfrei. Als letztes Beispiel sei die in Abbildung 2.4 dargestellte Konfiguration einer ho-
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Abbildung 2.4: Stützenkanten-Problem infolge eindimensionaler Wärmeleitung
mogenen Stütze mit rechtwinkligem Querschnitt bei mehrseitiger Brandbeanspruchung ange-
führt. Im Falle einer eindimensionalen Betrachtungsweise ergeben sich Isothermen, die parallel
zu den Kanten des Stützenquerschnitts verlaufen (grün). Die durch die mehrseitige Brand-
beanspruchung verursachte stärkere Erwärmung der Eckbereiche (rot), in denen die Kanten
zusammenlaufen, kann auf diese Weise nicht abgebildet werden, womit die dort berechnete
Temperatur unterschätzt wird. Wiederum wäre eine Kopplung eindimensionaler Vorgänge,
bei der jeweils Informationen aus der eindimensionalen Berechnung in einer Richtung an die
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ebenfalls eindimensionale Berechnung in einer der anderen Richtungen übergeben bzw. von
dieser miteinbezogen werden, zur Verbesserung der Situation denkbar. Eine physikalisch ein-
wandfreie Lösung mit nur geringen, verfahrensbedingten oder numerischen Abweichungen
zur Realität lässt sich indes nur mit einer mehrdimensionalen Formulierung der Wärmelei-
tung innerhalb der festen Phase herbeiführen. Die Liste von Aufgabenstellungen, in denen
mehrdimensionale Effekte tatsächlich auftreten und zu berücksichtigen sind, mithilfe einer
eindimensionalen Formulierung jedoch nicht physikalisch korrekt gelöst werden können, ließe
sich an dieser Stelle problemlos fortführen.
In der Literatur lassen sich wenige CFD-Brandsimulationscodes finden, die bereits den Ver-
such unternommen haben, diese Aufgabe zu bewältigen. So bietet der Code SOFIE [Rub06]
beispielsweise die Möglichkeit einer mehrdimensionalen Modellierung der Wärmeleitung in
Festkörpern, wurde in dieser Funktion jedoch bislang nicht validiert. Einen weiteren signi-
fikanten Nachteil stellt die Abbildung der Gasphase auf Basis einer RANS-Formulierung 2
dar, die zwar bei der Betrachtung der festen Phase gewisse Vorteile gegenüber der LES-
Formulierung besitzt, jedoch weniger gut für die numerische Simulation von Bränden mit
großen Volumina geeignet ist. Der LES-Formulierung wird zumindest kurz- und mittelfris-
tig die Zukunft in diesem Bereich gehören. Die nach Aussage der Entwickler nicht geplante
Weiterentwicklung des Programms stellt ferner ein weiteres bedeutendes Problem dar. Dem
Vernehmen nach, besitzt auch der französische Code SAFIR [Con09] eine mehrdimensionale
Formulierung für die Wärmeleitung in Festkörpern, jedoch ist auch dieses Programm hierfür
bislang nicht validiert. Zudem ist das ursprünglich für Brände im Freien (z. B. Waldbrände)
erarbeitete Programm nicht zugänglich, da es sich um einen gegenwärtig in der (Weiter-)Ent-
wicklung hinsichtlich der Anwendung auf Raumbrände befindlichen Forschungscode der Uni-
versität Marseille handelt. Gemäß Aussage der Entwickler stehen die Wärmetransportprozesse
im Zusammenhang mit bzw. innerhalb der festen Phase zunächst nicht im Fokus der wei-
teren Arbeiten am Code. Ferner stehe eine Weiterentwicklung im Hinblick auf Effizienz und
Stabilität noch aus, da diese Kriterien bislang nicht besonders ideal sind.
Die gegenwärtig propagierte Vorgehensweise für die vorliegende Problemstellung sieht die
Definition bzw. Bestimmung von Übergabegrößen innerhalb der numerischen Brandsimulati-
on und deren Transfer an eine nachgelagerte thermische Analyse mit separaten Programmen
vor. Letztere können beispielsweise FEM-Pakete wie ANSYS [Swa07] sein. Zum Beispiel
mit Einführung der sogenannten Adiabatic Surface Temperature (AST) (vgl. [Wic07]) in
der aktuellen Version 5 des Fire Dynamics Simulator wurde genau dieser Weg beschrit-
ten. In [Wic07] wurde die beschriebene Vorgehensweise exemplarisch auf die Simulation von
Realbrand-Experimenten angewandt, die im Rahmen der Untersuchung des National Insti-
tute of Standards and Technology (NIST) zum Anschlag auf das World Trade Center von
2001 durchgeführt wurden. Eine alternative Vorgehensweise besteht unabhängig von einem
bestimmten Brandsimulationscode, d. h. modular mit der Entwicklung von entsprechenden
Post-Processing-Tools für Zonenmodelle oder CFD-Codes (z. B. [Jow06]). Mithilfe dieser
Werkzeuge lassen sich ausgehend von Ergebnisgrößen des Brandsimulationscodes in einem
Zwischenschritt/-stadium größtenteils automatisiert die Eingangsgrößen für eine nachgela-
gerte thermische Analyse in separaten Programmen bestimmen. Der Vorteil gegenüber der
2 Eine detailliertere Darstellung von RANS, LES und DNS wird zu Beginn des Kapitels 3 vorgenommen.
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AST liegt in der dargestellten Unabhängigkeit bzw. dem nicht erforderlichen (programmier-
technischen) Eingriff in die Ausgaberoutinen des jeweiligen Brandsimulationscodes. Bedeut-
same Nachteile dieser Vorgehensweise sind indes die gegebenenfalls notwendigen Vereinfa-
chungen innerhalb solcher Post-Processing-Tools (vgl. [Jow06]) und letztlich der erforderli-
che Aufwand zur Erstellung derselben, insbesondere da die darin integrierten Funktionen und
Routinen in der AST bereits implizit enthalten sind. Das heißt, dass die AST, da sie die we-
sentlichen Aufgaben bereits eigenständig leistet, eine Art Post-Processing-Tool, wie es zuvor
erläutert wurde, darstellt und mit ihrer Implementierung ein solches Werkzeug unmittelbar
in einen Brandsimulationscode integriert werden kann. Das Fire Structure Interface (FSI)
[Pra05] bzw. [Pra04] arbeitet, wenn auch etwas komplexer, nach demselben Prinzip, indem
es Informationen aus dem CFD-Code FDS für die anschließende thermische Analyse mit AN-
SYS aufbereitet. Darüber hinaus verbindet das FSI die thermische mit der wiederum getrennt
und anschließend durchgeführten mechanischen Analyse, indem es die Ergebnisse der thermi-
schen Analyse (Temperaturfelder) derart aufbereitet, dass sie vom Modell/Programm für die
mechanische Analyse verarbeitet werden können. Eine Rückkopplung von Ergebnissen eines
Stadiums zu einem früheren Stadium der Analyse findet jedoch auch hier wie bereits bei den
beiden vorhergehenden Vorgehensweisen (AST und Post-Processing-Tools) nicht statt. Das
bedeutet beispielsweise, dass die thermische Analyse zwar Einfluss auf die anschließende me-
chanische Analyse hat, jedoch keine Einflussnahme in umgekehrter Richtung stattfindet und
ebenfalls keine auf die numerische Brandsimulation. Ohne eine entsprechende Rückkopplung
ist demnach das (thermodynamische) Gleichgewicht verletzt bzw. gefährdet. Nach Einschät-
zung des Mitentwicklers des Fire Dynamics Simulator Dr. Floyd stellt die Verwendung der
AST einen geeigneteren Lösungsansatz dar als das FSI, was mit den vorangegangenen Dar-
stellungen in Einklang steht. Wenngleich sich mit den vorstehenden Vorgehensweisen bereits
einige Fragestellungen bearbeiten bzw. beantworten lassen, so besteht dennoch ein wesentli-
ches Hauptproblem darin, dass keine Rückkopplung der detailliert berechneten festen Phase
- im Wesentlichen Temperaturfelder und Oberflächentemperaturen - bzw. darauf aufbauen-
der Prozesse - z. B. Pyrolyse- und Verbrennungsreaktionen sowie die damit einhergehende
Entwicklung von Gasen - auf das Brandgeschehen besteht. Diese Rückkopplung ist jedoch
beispielsweise zur Berechnung von Hohlraumstrukturen und des Wärmedurchgangs durch
Bauteile mit einem dahinter liegenden abgeschlossenen Gasvolumen oder gerade in der nu-
merischen Simulation von Brandgeschehen mit Entzündung bzw. Brandausbreitung sowie
-weiterleitung und Aspekten der Personensicherheit auf Basis der Analyse von Toxizitäten
von eminenter Bedeutung. Außerdem dient sie, wie erwähnt, dem Erhalt des (thermodyna-
mischen) Gleichgewichts. Die geeignetste Vorgehensweise zur Umsetzung dieser Rückkopp-
lung und folglich zur Kopplung von Brandsimulationscode und thermischer Analyse in beide
Richtungen ist die Verwendung eines direkt in den Brandsimulationscode integrierten Modells
für mehrdimensionale Wärmeleitung, wie es folgerichtig im Rahmen dieser Arbeit konzipiert
wird. Bereits in [Hoh09b] und [Hoh09a] wurde über die Notwendigkeit eines unmittelbar in
Brandsimulationscodes integrierten Wärmetransportmodells mit dreidimensionaler Formulie-
rung der Wärmeleitung in Festkörpern und dem neu entwickelten, innovativen Ansatz, d. h.
dem neuen, erstmals beschrittenen Weg (vgl. Abbildung 1.1), zur Erreichung der geforderten
Ziele berichtet.
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Brandsimulationen
Da die Beschreibung des konvektiven Wärmeübergangs zwischen Gasphase und fester Phase
stark von der Modellierung der Gasphase abhängt - bedeutend stärker noch als dies im Bereich
der Eingangsgrößen für die Wärmeleitung innerhalb der festen Phase der Fall ist -, wird bei
der Darstellung der gegenwärtigen Umsetzung in Brandsimulationscodes im Folgenden erneut
zwischen Zonenmodellen und Feld- bzw. CFD-Modellen unterschieden.
2.3.1 Zonenmodelle
Die nicht detailliert aufgelösten Oberflächentemperaturen und Temperaturfelder in den Gas-
phasenzonen erlauben eine Modellierung des konvektiven Wärmeübergangs in Zonenmodel-
len nur eingeschränkt. Darüber hinaus erschwert die bei Zonenmodellen ebenfalls vollstän-
dig fehlende Bestimmung des zeitlich veränderlichen Geschwindigkeitsfeldes in der Gasphase
naturgemäß die physikalisch einwandfreie Abbildung des erzwungenen konvektiven Wärme-
übergangs, der gerade bedeutend von den vorhandenen Strömungsverhältnissen abhängt. Zu
einem analogen Ergebnis kommt auch der Abriss über den Gebrauch von Computermodellen
bei der brandschutztechnischen Auslegung in [Tor04]. Die durch den einfachen Zonenansatz
vernachlässigte Lösung des Strömungsfeldes, welche den rechenintensivsten Anteil bei der
numerischen Simulation darstellt, verursacht die per Definition vorhandene Limitierung von
Zonenmodellen in Bezug auf die Wärmeübertragung zwischen der Gasphase und der festen
Phase. Infolge dessen wird in diesem Typ Brandsimulationscode eine alternative und vereinfa-
chende Vorgehensweise gewählt. Der konvektive Wärmestrom ist ein Enthalpietransport über
eine dünne Grenzschicht. Die Dicke dieser Grenzschicht wird über die Temperaturdifferenz
zwischen der Gasphase/Gaszone und der Wand oder dem Objekt, das erhitzt (gekühlt) wird,
bestimmt [Jon00] bzw. [Sch55]. Folglich basiert die Berechnung des gesamten konvektiven
Wärmeübergangs auf dem Temperaturunterschied ∆ϑ zwischen der Gasphase/Gaszone und
dem betrachteten Objekt [Tor04], da auch der freie konvektive Wärmeübergang, der anhand
von Beziehungen, d. h. im Allgemeinen Nusselt-Gleichungen [Coo91], für Wände, Decken und
Böden, ermittelt wird ([Jon00] und [Coo91]), aufgrund der Abhängigkeit von der Rayleigh-
Zahl Ra eine Funktion dieser Temperaturdifferenz ist (vgl. (2.2)).
α =
Nu λ
L
= C · Ran (2.1)
Ra = Gr · P r = g β L
3
ν a
(ϑOF − ϑGas) = g β L
3
ν a
∆ϑ (2.2)
Die Gesetzmäßigkeiten, die diesen Modellen zugrunde liegen, machen es unmöglich, diesen
Ansatz zu verbessern [Tor04]. Für die Berechnung der Ceiling Jet-Temperaturen und Strö-
mungsgeschwindigkeiten im Zusammenhang mit der Bestimmung der Auslösezeit von Sprink-
lern und Wärmemeldern werden beispielsweise in [Hos09] geeignete Gleichungen aus der Li-
teratur angegeben. Mit den auf diese Weise ermittelten Geschwindigkeiten in der Gasphase
- sowie unter Verwendung der ebenfalls auf diesem Wege bestimmten Gastemperaturen -
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ist es vorstellbar, die im Rahmen dieser Arbeit, genauer im Teilmodell für den konvektiven
Wärmeübergang zwischen fester Phase und Gasphase (vgl. Kapitel 3), entwickelte Vorge-
hensweise mindestens teilweise auch auf den Deckenbereich in Zonenmodelle zu übertragen.
Der Ceiling Jet-induzierte (erzwungene) konvektive Wärmeübergang im Deckenbereich sollte
in Zonenmodellen wegen seiner besonderen Stärke separat ausgewertet bzw. berechnet wer-
den [Fu00] und hat insofern eine größere Bedeutung.
Wenngleich Verbesserungen nicht oder nur schwer möglich sind, ist eine Überprüfung, ob die
Anwendung der dargestellten, in Zonenmodellen enthaltenen Beziehungen für den konvekti-
ven Wärmeübergang geeignet ist, unter den Bedingungen, die für die Modellierung von Trag-
werksreaktionen im Brandfall maßgeblich sind, gleichwohl unerlässlich [Tor04]. Adäquates
Validierungsdatenmaterial für solcherart Bedingungen existiert gemäß [Tor04] gegenwärtig
nicht.
Weiterführende Informationen zur Modellierung des konvektiven Wärmeübergangs insbeson-
dere im Hinblick auf die Unterscheidung zwischen Decken- und Bodenbereich bzw. Wänden
in Zonenmodellen lassen sich unter anderem aus der zuvor genannten Literatur sowie [Mit81]
und [Bel87] entnehmen.
2.3.2 Feld- bzw. CFD-Modelle
Bei numerischen Brandsimulationen mit CFD-Modellen reduzieren sich die bei den Zonenmo-
dellen zu beobachtenden Schwierigkeiten im Zusammenhang mit der Abbildung des konvek-
tiven Wärmeübergangs dahin gehend, dass sowohl die Temperaturen (Oberflächentempera-
turen und Temperaturfeld der Gasphase) als auch die Geschwindigkeiten (Geschwindigkeits-
feld der Gasphase) sowie sämtliche weiteren Größen (z. B. lokale Gaszusammensetzung)
detailliert und nahezu vollständig aufgelöst zu jedem Zeitpunkt der Berechnung bestimmt
werden. Dennoch ist es gerade diese Bestimmung der gasphasenbezogenen Größen, die be-
deutend darüber mitentscheidet, in welcher Art und Weise die Modellierung des konvektiven
Wärmeübergangs erfolgen kann (vgl. Unterabschnitte 3.1.1 und 3.1.2). Bei Anwendung der
Direct Numerical Simulation (DNS) beispielsweise lässt sich die konvektive Wärmestrom-
dichte q˙konv (t) auf einfache Weise unmittelbar aus dem Temperaturgradienten normal zur
betrachteten Oberfläche sowie der Wärmeleitfähigkeit λ der Gasphase (des Fluids) bestim-
men. Eine Näherung bzw. ein weiteres Modell ist nicht erforderlich, sodass die gegenwärtig
vorhandenen CFD-Modelle, die die Möglichkeiten für eine DNS-Berechnung bieten (z. B.
FDS), in diesem Bereich bereits den höchsten Grad der Entwicklung erreicht haben. Da die
DNS-Berechnung jedoch - zumindest derzeitig - für Problemstellungen mit großen Volumina
äußerst ineffizient ist und wie bereits erwähnt der LES-Formulierung zumindest kurz- und mit-
telfristig die Zukunft im Bereich der numerischen Brandsimulation insbesondere mit großen
Volumina gehören wird, muss die Frage nach dem Stand der Entwicklungen abseits dieses
speziellen Verfahrens gestellt werden. Eine Strömungsmodellierung z. B. auf Grundlage der
vorgenannten Large Eddy Simulation (LES) oder anderer Verfahren hingegen lässt diese tri-
viale Vorgehensweise über Temperaturgradient und Wärmeleitfähigkeit nicht zu. Es sind hier
Alternativen erforderlich, welche gegenwärtig mit der Verwendung sogenannter Wall Functi-
ons oder empirischer Korrelationen, z. B. den weitverbreiteten und für Fragestellungen des
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konvektiven Wärmeübergangs bereits vielfach eingesetzten Nusselt-Beziehungen, umgesetzt
werden.
Die derzeitige Modellierung des konvektiven Wärmeübergangs in numerischen Brandsimu-
lationen ist als rudimentär und unzureichend zu beschreiben. Die Begründung hierfür liegt
insbesondere in dem Umstand, dass stets für die vorliegende Art des Wärmetransports le-
diglich Ebenen, d. h. ebene Oberflächen (z. B. Platten), betrachtet werden. Dem Umstand,
dass die am Wärmetransport beteiligten Oberflächen jedoch beispielsweise auch die Begren-
zungsflächen eines Rohres bzw. Kanals sein können, wird hiermit in keiner Weise Rechnung
getragen, obwohl sich der Effekt des konvektiven Wärmeübergangs in beiden Konfiguratio-
nen, wie am Ende dieses Kapitels noch gezeigt wird, bedeutend voneinander unterscheidet.
Durch die universelle Verwendung von Korrelationen für Ebenen entsteht dann jedoch oft eine
fehlerhafte Betrachtung. Zudem kommt, dass auch die Formulierungen für Ebenen in eini-
gen Fällen nochmals inadäquat vereinfacht bzw. partiell unrichtig verwendet werden. So wird
beispielsweise innerhalb von FDS der (empirische) Wert des Wärmeübergangskoeffizienten α
durch das Maximum seiner (empirischen) Werte bei freiem und erzwungenem, konvektivem
Wärmeübergang bestimmt, was im Falle von positiver gegenseitiger Überlagerung (Mischkon-
vektion) einen zu geringen Wert zur Folge hat. Ein anderes Beispiel ist die ebenfalls in FDS
inkorrekte Abbildung einer an der Unterseite beheizten bzw. Oberseite gekühlten, horizonta-
len Ebene bei freiem konvektivem Wärmeübergang. Es wird hier derselbe Wert wie für eine
an der Unterseite gekühlten bzw. Oberseite beheizten Ebene angesetzt, obwohl sich die phy-
sikalischen Vorgänge in beiden Anordnungen gravierend unterscheiden, was sich in deutlich
unterschiedlichen Wärmeübergangskoeffizienten äußert 3. Darüber hinaus werden meist eini-
ge der beim konvektiven Wärmeübergang zu berücksichtigenden Stoffwerte näherungsweise
temperaturunabhängig und wie etwa in FDS die charakteristische Länge der Ebene in den
Nusselt-Beziehungen für erzwungenen, konvektiven Wärmeübergang an ebenen Oberflächen
vereinfachend mit L = 1m angesetzt. Im Gegensatz zur Wärmeleitung (vgl. Abschnitt 2.2)
existiert gegenwärtig kein eindeutig propagierter Weg, wie mit den vorliegenden Mängeln
verfahren werden soll. Mehr noch sind aktuell keine Tendenzen zu Verbesserungen von CFD-
Modellen in diesem Bereich bekannt und zu erkennen. Es ist daher ein Ziel dieser Arbeit,
ein Modell bzw. eine Vorgehensweise zu entwickeln, die es zukünftig erlaubt, neben ebenen
Oberflächen auch andere Elemente und Konfigurationen hinsichtlich des konvektiven Wärme-
übergangs in numerischen Brandsimulationen adäquat abzubilden. Im Vorgriff auf Kapitel 3
sei bereits an dieser Stelle erwähnt, dass ein Vorgehen mit empirischen Korrelationen wie
den Nusselt-Beziehungen gegenüber möglichen Alternativen (z. B. Wall Functions) für diese
Aufgabe am aussichtsreichsten erscheint.
Ein besonderes Problem stellt, wie angesprochen, die gegenwärtig nicht vorhandene Mög-
lichkeit zur adäquaten Berücksichtigung des konvektiven Wärmeübergangs in besonderen
Konfigurationen wie in Rohren oder Kanälen innerhalb von numerischen Brandsimulationen
dar. Durch die Anwendung falscher, d. h. nicht der für die entsprechende Konfiguration er-
forderlichen, Korrelationen können teilweise erhebliche Unterschiede und eine physikalisch
völlig abweichende Beschreibung der Realität entstehen. Am Beispiel eines Lüftungskanals
mit rechtwinkligem Querschnitt, für den der Wärmeübergangskoeffizient α bestimmt wird,
3 Bei Annahme einer turbulenten Strömung zeigt sich, wie in Kapitel 3 dargestellt, ein Faktor „2“ zwischen
beiden Anordnungen.
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soll im Folgenden exemplarisch der Unterschied bei der Anwendung von Korrelationen für
Rohre/Kanäle im Vergleich zur Verwendung von Korrelationen für Ebenen aufgezeigt wer-
den. Der Kanal habe bei einer Länge von 10m einen hydraulischen Durchmesser von 0,4m
und werde von Luft mit einer Geschwindigkeit von 9 ms und einer Temperatur von 300
◦C
turbulent durchströmt. Die erforderlichen Stoffwerte ergeben sich damit zu P r ≈ 0, 7 und
ν = 490, 7 · 10−7 m2s [VDI06]. Unter Anwendung der Korrelationen für Ebenen bzw. Rohre
ergeben sich Reynolds- und Nusselt-Zahl sowie Wärmeübergangskoeffizient zu
Korrelationen für Rohre:
Re =
v ·D
ν
= 73365 ⇒ turbulent X
Nu = . . . = 156, 62
αRohr =
Nu · λ
D
= λ · 391, 55m−1
Korrelationen für Ebenen:
Re =
v · L
ν
= 1, 83 · 106 ⇒ turbulent X
Nu = . . . = 3024, 52
αEbene =
Nu · λ
L
= λ · 302, 45m−1
⇒ αRohr
αEbene
≈ 1, 3
Es zeigt sich demnach ein Unterschied von bis zu 30 % bei Verwendung von für die Konfigu-
ration ungeeigneten Korrelationen, was im Allgemeinen auch in dieser Größenordnung nichts
Ungewöhnliches ist. Dieses kurze Beispiel unterstreicht deutlich die obige Behauptung, dass
durch die stete und universelle Verwendung von Korrelationen für Ebenen oft eine fehlerhafte
Betrachtung entsteht. Mit der im Rahmen dieser Arbeit exemplarisch anhand von ebenen
Oberflächen und Kanälen vorgestellten Vorgehensweise können jedoch in einfacher Form
für unterschiedliche Fragestellungen des konvektiven Wärmeübergangs die entsprechenden
Korrelationen in numerischen Brandsimulationen berücksichtigt und in entsprechende Brand-
simulationsmodelle implementiert werden.
Auf Grundlage der zuvor dargestellten gegenwärtigen Möglichkeiten und Grenzen bei der Mo-
dellierung der festen Phase und der Kopplung zwischen Gasphase und fester Phase sowie der
damit einhergehenden physikalischen Prozesse innerhalb von numerischen Brandsimulationen
lässt sich zusammenfassend noch einmal die unbedingte Notwendigkeit eines Wärmetrans-
portmodells für gekoppelte Prozesse, wie es im Rahmen dieser Arbeit entwickelt wurde und in
den nachfolgenden Kapiteln vorgestellt wird, festhalten. Die Vorgehensweise bzw. das Modell
für die Beschreibung des konvektiven Wärmeübergangs stellt in Verbindung mit dem ergän-
zenden Modell für mehrdimensionale Wärmeleitung innerhalb der festen Phase folgerichtig
eine bedeutende Erweiterung des Standes der Erkenntnisse dar.
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zwischen fester Phase und Gasphase
In Kapitel 1 wurden die Problemstellungen bei der Berücksichtigung des Wärmetransports
in numerischen Brandsimulationen formuliert und in Kapitel 2 die gegenwärtig vorhandenen
Möglichkeiten sowie der bislang propagierte Weg, diese Aufgabe zu lösen, dargestellt. Mit
der Entwicklung eines direkt in die Brandsimulation integrierten mehrdimensionalen Wärme-
transportmodells, welches die Gasphase mit der festen Phase koppelt, wird im Rahmen dieser
Arbeit ein neuartiger Weg beschrieben.
Im vorliegenden Kapitel wird das erste (Teil-)Modell, das Modell für konvektiven Wärmeüber-
gang zwischen fester Phase und Gasphase, ausgehend von den allgemeinen, physikalischen
Grundlagen hin zur numerischen Formulierung hergeleitet. Neben einer konsistenten Vor-
gehensweise sind hierbei der Modulcharakter des Modells sowie eine effiziente (numerische)
Umsetzung wesentliche, zu beachtende Rahmenbedingungen. Dieser Baustein bildet das Fun-
dament des Wärmetransportmodells für gekoppelte Prozesse in der Brandsimulation, da es
die wichtige Kopplung zwischen Gasphase und (detaillierter) fester Phase herstellt. Es han-
delt sich dabei folgerichtig um eine wesentliche Entwicklung auf dem Gebiet der numerischen
Brandsimulation.
3.1 Einleitende Bemerkungen
Bevor in den nachfolgenden Abschnitten das Modell für konvektiven Wärmeübergang zwi-
schen fester Phase und Gasphase vorgestellt werden kann, ist es zunächst erforderlich, einige
grundlegende Zusammenhänge sowie die Ausgangssituation für die Modellentwicklung zu
behandeln.
3.1.1 Arten der Turbulenzmodellierung in CFD-Modellen
Bei der Beschreibung der Strömungsvorgänge und -verhältnisse in der turbulenten Gaspha-
se kommen in CFD-Modellen in der Regel drei Grundmethoden sowie hiervon abgeleitete
Derivate zum Einsatz. Die Grundmethoden sind
• die Reynolds-Averaged Navier-Stokes (RANS),
• die Direct Numerical Simulation (DNS) und
• die Large Eddy Simulation (LES).
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Insbesondere die beiden letztgenannten Methoden - LES und DNS - finden bei der nume-
rischen Brandsimulation je nach Größe (Skala) des betrachteten Problems eine verstärkte
Anwendung. So erklärt es sich leicht, dass beispielsweise im Brandsimulationsprogramm Fi-
re Dynamics Simulator [McG07a] eben diese beiden Verfahren eingesetzt werden, um die
komplexen, strömungsmechanischen Vorgänge bei Brandszenarien bzw. -phänomenen abzu-
bilden. Gegenwärtig stellt die LES den Stand der Technik dar, da sie äußerst effizient für
die meist großskaligen Aufgaben im Brandschutzingenieurwesen, beispielsweise bei Frage-
stellungen der Rauch- und Wärmeausbreitung in Räumen oder Gebäuden, eingesetzt werden
kann. Das Prinzip der LES besteht darin, große bzw. großskalige (grid scale) Turbulenzwirbel,
die sogenannten Large Eddies, direkt abzubilden, d. h. zu berechnen, während kleinere bzw.
kleinskalige (subgrid scale), unter eine bestimmte Größenskala fallende Wirbel durch geeig-
nete Submodelle berücksichtigt, d. h. modelliert, werden. Im Gegensatz hierzu werden bei der
DNS mit einem notwendigerweise sehr feinen Berechnungsgitter alle Turbulenzen bzw. alle
Längenskalen aufgelöst und direkt berechnet, was äußerst zeit- und rechenintensiv ist, sodass
sich dieses Verfahren derzeit im Allgemeinen nur für kleine Berechnungsgebiete oder Sonder-
fälle bzw. hoch aufgelöste, kleinskalige Brandphänomene eignet. Nach [Kin09] ist die DNS
gegenwärtig lediglich für relativ niedrige Re-Zahlen möglich, da die Auflösung, die für eine voll
entwickelte turbulente Strömung erforderlich wäre, bei überschlägig 1/1000 der Gebietsgrö-
ße, d. h. im dreidimensionalen Fall in der Größenordnung von 109 Knoten bzw. Zellen, läge.
Auch in absehbarer Zeit wird die DNS auf Fragestellungen mit Re < 104 beschränkt bleiben,
d. h. maximal am unteren Rand der turbulenten Strömungen 1. Die RANS wiederum stellt wie
die DNS einen Extremfall dar, bei dem jedoch nun das vollständige Turbulenzspektrum mo-
delliert wird. Abbildung 3.1 zeigt eine Gegenüberstellung und Einordnung der drei genannten
Grundmethoden. Wie bereits beschrieben, ist bei der RANS der vorteilhafte geringe Auf-
RANS
LES
DNS
Berechnungsaufwand
Modellierungsgrad
0%
100%
gering hoch extrem
hoch
Abbildung 3.1: Einordnung von Arten der Turbulenzmodellierung [Kin09]
wand bei der Berechnung mit einem sehr hohen Modellierungsgrad verbunden. Andererseits
ist der äußerst geringe und vorteilhafte Grad der Modellierung der DNS mit einem extrem
hohen Berechnungsaufwand verbunden. Die LES stellt daher einen interessanten Kompromiss
1 Weiter in der Zukunft ist durch Weiterentwicklungen bei der Prozessorgeschwindigkeit einerseits und der
Parallelisierung andererseits gegebenenfalls ein Wandel hin zur DNS möglich, wenngleich die LES für das
Ingenieurwesen immer interessanter wird [Kin09].
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zwischen den beiden Extremfällen dar ([Sag06], [Kin09]). Einerseits sind die erforderlichen
Modelle, die lediglich für die kleinskaligen Turbulenzen eingesetzt werden müssen, aufgrund
dessen bedeutend einfacher und universeller als in der RANS [Kin09]. Andererseits sind die
Anforderungen nach Kapazität und Zeitdauer aus der Berechnung um ein Vielfaches niedriger
als mit der DNS, die aufgrund dessen in der Praxis des Brandschutzingenieurwesens mit den
dort anzutreffenden Abmessungen gegenwärtig gewissermaßen nicht effizient eingesetzt wer-
den kann. Der im Vergleich zur RANS höhere Berechnungsaufwand kann zukünftig immer
stärker durch die sich entwickelnde Hardware kompensiert werden und es bleiben die vor-
teilhafteren Grundeigenschaften der LES. So führt beispielsweise eine Grenzwertbetrachtung
Zellabmessung ∆x → 0 für die LES auf die DNS bzw. die zugrunde liegenden, die Strömung
vollständig beschreibenden Navier-Stokes Gleichungen, während dies für die RANS nicht gilt.
Nach [Kin09] ist die LES besonders geeignet für komplexe Strömungen mit großskaligen
Strukturen. Abbildung 3.2 zeigt am Beispiel einer horizontalen Scherschichtströmung quali-
tativ die Ergebnisse der Simulation mithilfe der vorgenannten Grundmethoden. Die Resultate
können anschaulich mit unterschiedlich scharfen Aufnahmen verglichen werden. Während die
DNS alle Details der Wirbelstruktur wiedergibt, zeigt die LES eine etwas unscharfe Aufnahme
mit nur den größeren Wirbeln. Bei der RANS ist nur noch die Abgrenzung zwischen Wirbel-
straße und Außenströmung zu erkennen, nicht aber die Wirbelunterstruktur selbst. Eine noch
detailliertere Darstellung der genannten Verfahren wird an dieser Stelle ausgeklammert und
anstelle dessen auf die einschlägige Literatur (z. B. [Oer95], [Kin09], [Sag06]) verwiesen.
Abbildung 3.2: Ergebnisse der Simulation einer horizontalen Scherschichtströmung mithilfe
der vorgenannten Grundmethoden [Mer00]
Im Hinblick auf die Entwicklung eines Modells für den konvektiven Wärmeübergang ergeben
sich hierdurch bedeutsame Konsequenzen. Da eine DNS-Berechnung ein sehr feines Gitter
verwendet und sämtliche Turbulenzen direkt berechnet, liegt ebenfalls der Temperaturgradi-
ent innerhalb der Gasphase an den Grenzflächen zur festen Phase exakt vor. Ohne weitere
Näherung bzw. ohne weiteres Modell lässt sich hiermit über (3.1) - ausgewertet an der
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Grenzfläche - die in die feste Phase eintretende bzw. diese verlassende, konvektive Wärme-
stromdichte direkt bestimmen (vgl. [Lie04]).
q˙konv (t) = −λ∂ϑ
∂n
bzw. q˙konv (t) =
λ
∆nGas,OF
(ϑGas − ϑOF ) (3.1)
Grundlegend anders verhält es sich indes bei einer LES-Berechnung. Da hier die kleineren
Wirbel nicht direkt berechnet, sondern durch Submodelle beschrieben werden, ist es zwar
möglich mit gegenüber der DNS deutlich größeren Gitterweiten zu arbeiten, jedoch ist es
im Umkehrschluss nicht mehr möglich, die konvektive Wärmestromdichte direkt aus dem
oberflächennahen Temperaturgradienten der Gasphase zu bestimmen. Es bedarf hier einer
alternativen Vorgehensweise, worauf im nachfolgenden Unterabschnitt 3.1.2 sowie im weite-
ren Verlauf des vorliegenden Kapitels näher eingegangen wird. Gleichwohl ist bereits an dieser
Stelle festzuhalten, dass im Rahmen dieser Arbeit ein Modell bzw. eine Vorgehensweise zur
Beschreibung des konvektiven Wärmeübergangs zu entwickeln ist, das bzw. die nicht auf
eine DNS-Berechnung mit oberflächennahem Temperaturgradienten aufbaut, sondern eine
alternative Formulierung für den Einsatz in beispielsweise einer LES-Berechnung bereithält.
3.1.2 Abgrenzung der gewählten Vorgehensweise im Modell zu anderen
Verfahren
Im vorangegangenen Unterabschnitt wurde dargestellt, dass eine alternative Vorgehenswei-
se zur direkten Bestimmung der konvektiven Wärmestromdichte aus dem oberflächennahen
Temperaturgradienten der Gasphase erforderlich ist, wenn die Berechnung des Brandszena-
rios nicht über eine DNS-Berechnung erfolgt bzw. erfolgen kann. Vorstellbar ist in diesem
Zusammenhang die Anwendung der allgemeinen Grenzschichttheorie [Sch06], welche jedoch
aufgrund ihrer Komplexität einen massiven Eingriff unter anderem auch in die Berechnung
der Strömungsverhältnisse des CFD-Programms nach sich ziehen müsste. Nicht zuletzt auf-
grund des notwendigen Modulcharakters des Modells wird diese Alternative im Rahmen dieser
Arbeit nicht weiter verfolgt. Ferner ist die Anwendung sogenannter Wall Functions gebräuch-
lich, um die vorliegende Problemstellung zu lösen. Da jedoch auch diese Vorgehensweise
und insbesondere deren Genauigkeit und Allgemeingültigkeit, d. h. universelle Übertragbar-
keit auf veränderte Situationen, noch umstritten bzw. zweifelhaft ist ([Bil88] bzw. [Tor04])
- eine Wall Function (oder auch Wandmodell) ist im Allgemeinen nur für homogene Zustän-
de/Situationen geeignet -, erscheint es wenig zweckmäßig, diesem Weg zu folgen. Erfolg
versprechender ist die Vorgehensweise, anhand in der Literatur gut dokumentierter und vali-
dierter empirischer Gleichungen den Wärmeübergangskoeffizienten α und im Anschluss mit
(3.2) die konvektive Wärmestromdichte q˙konv (t) zu ermitteln, wie dies beispielsweise in FDS5
vereinfacht und für einfache Fälle begonnen wurde.
q˙konv (t) = α · (ϑGas − ϑOF ) (3.2)
Diese empirischen Gleichungen können beispielsweise die Formulierungen nach Nusselt oder
McAdams [McA54] sein. Die Vielseitigkeit dieser Gleichungen für die unterschiedlichsten
Fragestellungen und Einsatzgebiete einerseits sowie deren relativ bequeme Handhabung und
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Implementierbarkeit in beliebige CFD-Codes andererseits machen sie zu einem hervorragen-
den Werkzeug für die vorliegende Problemstellung. Da diese empirischen Korrelationen im
Allgemeinen keine Verknüpfung mit den Brandbedingungen aufweisen, werden die für kleine
Brände verwendeten konvektiven Wärmeübergangskoeffizienten - wie auch der Wärmetrans-
port infolge Strahlung - mit jenen für große Brände identisch sein [Tor04]. Anders formuliert,
bedeutet dies, dass die angesprochenen empirischen Korrelationen gleichermaßen für große
wie für kleine Brände Gültigkeit besitzen bzw. angewendet werden können. Gleichsam wer-
den diese Größen jenen entsprechen, die sich ohne das Vorhandensein eines Brandgeschehens
ergeben. Anders formuliert, bedeutet dies letztlich, dass die angesprochenen empirischen Kor-
relationen gleichermaßen bei Vorhandensein als auch bei Nichtvorhandensein eines Brandes
Gültigkeit besitzen bzw. angewendet werden können. Die Übertragung dieser in der Literatur
gut dokumentierten und validierten empirischen Gleichungen auf Fragestellungen des Brand-
schutzingenieurwesens ist demzufolge grundsätzlich möglich. Gleichwohl können sie nicht
ohne Weiteres direkt angewendet, sondern müssen in Form eines Konzeptes für den Ein-
satz in numerischen Brandsimulationen aufbereitet werden, was in der vorliegenden Arbeit
geschieht.
Auf Grundlage der vorhergehenden Überlegungen wird im Rahmen dieser Arbeit die Vorge-
hensweise mit empirischen Gleichungen - beispielsweise nach Nusselt oder McAdams - zur
Bestimmung des Wärmeübergangskoeffizienten α und der in die feste Phase eintretenden
bzw. diese verlassenden, konvektiven Wärmestromdichte q˙konv (t) verwendet, welche unter
anderem gemäß (4.21) als Randbedingung für die Berechnung des instationären Tempera-
turfeldes der festen Phase benötigt wird.
3.1.3 Übergeordnete Klassifizierungen
Beim konvektiven Wärmeübergang zwischen einem Medium bzw. einem Fluid - im vorliegen-
den Fall der Gasphase - und der festen Phase unterscheidet 2 man im Allgemeinen je nach
treibender Kraft die beiden Formen
• freier konvektiver Wärmeübergang, bei dem die (oberflächennahe) Bewegung des Fluids
durch Temperatur- und infolgedessen Dichteunterschiede selbsttätig initiiert wird,
und
• erzwungener konvektiver Wärmeübergang, bei dem die Bewegung des Fluids von außen
aufgeprägt wird.
Ein gleichzeitiges Auftreten beider Formen wird als Mischkonvektion bezeichnet. Ferner lässt
sich eine Unterteilung in über- und durchströmte Geometrien (internal und external flow)
vornehmen. Von einer Überströmung spricht man beispielsweise bei ebenen Oberflächen,
während eine Durchströmung beispielsweise bei Rohren bzw. Kanälen auftritt. Je nach Cha-
rakter der vorliegenden Strömung erfolgt weiterhin eine Einordnung in laminare und turbu-
lente Verhältnisse sowie insbesondere bei Rohren bzw. Kanälen in einen dazwischenliegenden
2 Trotz der Bestimmtheit und der Nichtlinearität der strömungsmechanischen Grundgleichungen lassen sich
eine Fallunterscheidung und eine Überlagerung (Superposition) der einzelnen Fälle durchführen. Dies gilt
gleichermaßen für die weiteren Fallunterscheidungen in diesem Kapitel, z. B. beim freien konvektiven
Wärmeübergang (vgl. Abschnitt 3.2).
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Übergangsbereich. In den nachfolgenden Abschnitten wird auf Grundlage dieses vielfältigen
Schemas das Modell für den konvektiven Wärmeübergang zwischen fester Phase und Gas-
phase exemplarisch für allgemeine, horizontale und vertikale ebene Oberflächen sowie für
Lüftungskanäle erarbeitet.
3.2 Freier konvektiver Wärmeübergang an horizontalen und
vertikalen ebenen Oberflächen
Entsprechend der Klassifizierung in Unterabschnitt 3.1.3 handelt es sich beim freien konvekti-
ven Wärmeübergang an horizontalen und vertikalen ebenen Oberflächen um eine überströmte
Geometrie, wobei die oberflächennahe Bewegung der Gasphase durch einen Temperaturun-
terschied zwischen ihr selbst ϑGas und der in Kontakt zu ihr stehenden Oberfläche ϑOF
ausgelöst wird. Dieser Temperaturunterschied kann beispielsweise dadurch entstehen, dass
sich die Oberfläche infolge Wärmestrahlung stark aufheizt, während die umgebende Gas-
phase noch deutlich kühler ist. Dieser Unterschied bewirkt einen stetig abfallenden bzw.
ansteigenden Temperaturverlauf zwischen der Oberfläche und der Gasphase, genauer einem
als unendlich weit entfernt gedachten, ungestörten Bereich derselben. Infolge der Tempera-
turabhängigkeit der Stoffwerte, d. h. insbesondere der Dichte ρGas , stellt sich gleichsam ein
Dichteunterschied ein, der zu Auftriebs- bzw. Abtriebskräften und folglich zu einer Bewegung
der Gasphase führt. Für eine detaillierte Darstellung der Vorgänge beim freien konvektiven
Wärmeübergang sei an dieser Stelle auf die entsprechende Literatur (z. B. [Sch06]) verwie-
sen. Allgemein kann, wie bereits erwähnt, der Wärmeübergangskoeffizient α mit Hilfe von
Nusselt-Zahlen aus (3.3) bestimmt werden.
α = Nu
λ
L
(3.3)
Hierin bezeichnet L eine für das jeweilige Problem charakteristische Länge. Die Nusselt-
Zahlen Nu wiederum sind beim freien konvektiven Wärmeübergang entsprechend (3.4) eine
Funktion der Grashof-Zahl Gr und der Prandtl-Zahl P r .
Nu = f (Gr, P r) = C · Grm · P rn (3.4)
Eine alternative Vorgehensweise bietet sich mit den Gleichungen gemäß der allgemeinen
Beziehung
α = ξ · (∆ϑ)ζ (3.5)
an, in denen ξ und ζ je nach Orientierung der Oberfläche und Strömungsverhältnis ver-
schiedene Werte annehmen können. In der Literatur wird eine Vielzahl an Vorfaktoren und
Exponenten genannt; [Kha01] liefert eine Zusammenfassung dieser Fülle an unterschiedli-
chen Werten. Mit ∆ϑ ist in Analogie zu (3.2) die Temperaturdifferenz zwischen Gasphase
und Oberfläche - bzw. hier deren Betrag |∆ϑ| - bezeichnet.
Bei der vorliegenden Fragestellung eines Brandgeschehens ist im Allgemeinen von turbulenten
Strömungsverhältnissen auszugehen. Nach [Ger05] sind allgemeine Luftströmungen wie bei-
spielsweise auch Raketenbrennkammern von Turbulenz geprägt. In [Hos09] wird exemplarisch
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dargestellt, dass Raumbrände sowie der Brandnahbereich größerer Brände nahezu ausnahms-
los ein turbulentes Strömungsverhalten aufweisen. Insbesondere diese Bereiche sind es aber
gerade, die in einem Brandszenario von besonderem Interesse bzw. wesentlicher Bedeutung
für die feste Phase und folgerichtig für ein entsprechendes Wärmetransportmodell in numeri-
schen Brandsimulationen sind. Ferner unterstützen auch internationale Quellen die Annahme
turbulenter Strömungsverhältnisse. Beispielsweise ist in [Hes98] zu lesen, dass in Brandsitua-
tionen bei Weitem turbulente Bewegungen vorherrschen. Nach [Yeo09] sind Brände sogar
ausnahmslos turbulent. Vor diesem Hintergrund ist es nun möglich, unter Anwendung von
(3.5) die Wärmeübergangskoeffizienten für den freien konvektiven Wärmeübergang an hori-
zontalen und vertikalen ebenen Oberflächen zu bestimmen. Eine konsistente Vorgehensweise
kann ausgehend von der fundamentalen Grundlagenliteratur (z. B. [McA54] und [Hol02]),
welche in der Fachliteratur (z. B. [Pea79]) für den praktischen Einsatz aufbereitet ist, ab-
geleitet werden. Eine Anwendung erfolgt beispielsweise in [Par91] und [Par05]. Letztlich hält
sie exemplarisch mit [ASH77] Einzug in die Richtlinien zur Anwendung im Ingenieurwesen.
Eine Anwendung der dargestellten Beziehungen - nach McAdams - auf brandschutztechni-
sche Fragestellungen lässt sich des Weiteren auch in der Literatur (z. B. [Fal03]) finden.
Im Folgenden wird diese konsistente Vorgehensweise, welche sich sowohl für horizontale als
auch vertikale ebene Oberflächen eignet, vorgestellt und für das im Rahmen dieser Arbeit
entwickelte Modell verwendet.
Zunächst ist generell zu unterscheiden, ob die Oberfläche
a) vertikal angeordnet ist und aufgeheizt oder abgekühlt wird,
b) horizontal angeordnet ist und an der Oberseite aufgeheizt bzw. an der Unterseite
abgekühlt wird oder
c) horizontal angeordnet ist und an der Unterseite aufgeheizt bzw. an der Oberseite
abgekühlt wird.
Ebene, OF
Fluid, Gas
OF Gas
Ebene, OF
Fluid, Gas
Ebene, OF
OF Gas
Fluid, Gas
Ebene, OF
Fluid, Gas
OF Gas
Fluid, Gas
OF Gas
Fluid, Gas
Abbildung 3.3: Zustände bei freier Konvektion an ebenen Oberflächen [Inc96]
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Abbildung 3.3 stellt die hierbei auftretenden Zustände gegenüber. Aus der Literatur lassen
sich nun die entsprechenden Werte für ξ und ζ in (3.5) entnehmen und den Bedingungen in
Abbildung 3.3 zuordnen. Es ergeben sich folgerichtig die den Fällen a) bis c) entsprechenden
Wärmeübergangskoeffizienten α in [W/m2K] zu
a) ξ = 1, 31; ζ = 13 ⇒ α = 1, 31 · (∆ϑ)
1
3
b) ξ = 1, 52; ζ = 13 ⇒ α = 1, 52 · (∆ϑ)
1
3
c) ξ = 0, 76; ζ = 13 ⇒ α = 0, 76 · (∆ϑ)
1
3
Aufgrund der sich einstellenden stabilen Schichtung kommt es im Fall c) zu einer Reduk-
tion der Turbulenz und folglich zu einem verminderten konvektiven Wärmeaustausch. Im
Gegensatz dazu zeigt sich im Fall b) eine erhöhte Turbulenz mit einem folglich verbesserten
konvektiven Wärmeaustausch (vgl. Abbildung 3.11 in Abschnitt 3.5). Diese physikalischen
Effekte äußern sich in den zuvor angegebenen Werten von ξ. In Erweiterung dessen können
für ebene Oberflächen, die weder vertikal noch horizontal angeordnet, d. h. um einen Winkel β
(≤ 90◦) gegenüber der Horizontalen geneigt sind, nach [Pea79] bzw. [ASH77] nachfolgende
Beziehungen angewendet werden.
für die Fälle Oberseite aufgeheizt bzw. Unterseite abgekühlt: α =
9, 624 · (∆ϑ) 13
7, 333− cosβ
für die Fälle Unterseite aufgeheizt bzw. Oberseite abgekühlt: α =
1, 805 · (∆ϑ) 13
1, 375 + cosβ
Durch Einsetzen von β = 0◦ bzw. β = 90◦ ergeben sich folgerichtig wiederum die zuvor
angegebenen Werte für horizontale bzw. vertikale ebene Oberflächen. Für schräg stehen-
de ebene Oberflächen treten vergleichbare physikalische Effekte wie bei horizontalen ebenen
Oberflächen (stabile Schichtung bzw. erhöhte Turbulenz) auf, deren Intensität mit der Nei-
gung β variiert. Diese Auswirkungen werden folgerichtig durch die beiden obigen Beziehun-
gen quantifiziert, indem sie Werte zwischen den Extrema für horizontale bzw. vertikale ebene
Oberflächen liefern.
Das vorgestellte Verfahren stellt eine vereinfachte Vorgehensweise dar, da es weder die ge-
naue Charakteristik der Gasphase noch besondere lokale Effekte berücksichtigt. Anhang B
zeigt, dass im Bereich des konvektiven Wärmeübergangs und bei der Bestimmung der Wär-
meübergangskoeffizienten innerhalb numerischer Brandsimulationen im Allgemeinen in guter
Näherung die Stoffwerte von Luft anstatt der genauen Heißgaszusammensetzung verwendet
werden können. Infolge dessen scheint es gerechtfertigt, die zuvor angegebenen und ur-
sprünglich ebenfalls für Luft korrelierten Beziehungen 3 auf die vorliegende Problemstellung
zu übertragen. Potenzielle lokale Effekte werden durch die lokale Anwendung der Beziehun-
gen im Modell berücksichtigt (Relokalisierungskonzept gemäß Abschnitt 3.3). Es ist daher
3 Die vereinfachten Beziehungen wurden für Normaldruck (atmospheric pressure) und gewöhnliche Tempe-
raturen, d. h. Raumtemperatur, (ordinary temperatures) korreliert. Da im Allgemeinen die Drücke insbe-
sondere in größeren Brandräumen eine Größenordnung besitzen, die keinen nennenswerten Einfluss auf die
Stoffwerte hat (vgl. Anhang B), ist die Anwendung der angegebenen Beziehungen berechtigt. Im Hinblick
auf das in Brandräumen auftretende Temperaturniveau existieren bislang keine ausreichenden Untersu-
chungen, um separate Beziehungen abzuleiten. Gleichwohl handelt es sich um denselben physikalischen
Vorgang, sodass demzufolge auch diesbezüglich eine Übertragung akzeptabel erscheint (vgl. Seite 23).
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annehmbar, die vereinfachte Vorgehensweise in der zuvor dargestellten Art und Weise für das
im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Modell anzuwenden.
3.3 Erzwungener konvektiver Wärmeübergang an horizontalen
und vertikalen ebenen Oberflächen
Wie in Abschnitt 3.2 handelt es sich auch beim erzwungenen konvektiven Wärmeübergang an
horizontalen und vertikalen ebenen Oberflächen um eine überströmte Geometrie. Im Gegen-
satz zum freien konvektiven Wärmeübergang indes ergibt sich die Bewegung der Gasphase
nicht von selbst aufgrund von Temperatur- bzw. Dichteunterschieden, sondern wird von au-
ßen, d. h. von einer äußeren Quelle wie beispielsweise einem Gebläse, aufgeprägt und bleibt
auch ohne Temperaturdifferenz zwischen Oberfläche und Gasphase weiter bestehen. Doch
auch die bei einem Brand zunächst durch freie Konvektion vor allem im Plume in Bewegung
versetzte Gasphase führt beim Vorbeistreichen an der festen Phase (z. B. Decke, Wände,
Boden oder sonstige Objekte / Festkörper) zu einem erzwungenen konvektiven Wärmeüber-
gang. Die Nusselt-Zahlen Nu zur Bestimmung des Wärmeübergangskoeffizienten α aus (3.3)
wiederum lassen sich beim erzwungenen konvektiven Wärmeübergang gemäß (3.6) als eine
Funktion der Reynolds-Zahl Re und der Prandtl-Zahl P r darstellen (vgl. (3.4)).
Nu = f (Re, P r) = C · Rem · P rn (3.6)
Die Wärmeübertragung zwischen der Gasphase mit der Temperatur ϑGas und der in Kontakt
zu ihr stehenden Oberfläche mit der Temperatur ϑOF ist hierbei im Allgemeinen signifikant
höher als beim freien konvektiven Wärmeübergang.
Grundsätzlich bildet sich beim Überströmen einer ebenen Oberfläche von der Vorderkante an
ein Bereich mit laminarer Grenzschicht aus, welche nach einer gewissen Lauflänge xkr it in
eine turbulente Grenzschicht umschlägt (Abbildung 3.4). Aufgrund der stärkeren Durchmi-
schung findet in der turbulenten Grenzschicht eine verbesserte Wärmeübertragung statt als
im laminaren Bereich, d. h. αturbulent > αlaminar 4. Die Lauflänge ist dabei abhängig von der
sogenannten kritischen Reynolds-Zahl Rex,kr it .
Rex,kr it =
v · xkr it
ν
≈ 5 · 105
Hierin sind zudem v die Strömungsgeschwindigkeit und ν die kinematische Viskosität des
Fluids, d. h. der Gasphase. Nach [VDI06] ist der für technische Bedingungen angegebene
Wert von 5 · 105 keine feststehende Größe, sondern variiert mit dem Turbulenzgrad der
Zuströmung, sodass bei turbulenzreicher Zuströmung bedeutend niedrigere Werte auftreten
können. Bei einer Ebene mit stumpfer Plattennase bildet sich gar von der Vorderkante an eine
turbulente Grenzschicht aus. Bereits bei der Darstellung des freien konvektiven Wärmeüber-
gangs in Abschnitt 3.2 wurde erläutert, dass für die vorliegende Aufgabenstellung turbulente
Strömungsverhältnisse an den horizontalen und vertikalen ebenen Oberflächen maßgebend
sind. Analoges gilt folgerichtig für den erzwungenen konvektiven Wärmeübergang, sodass
4 Eine detailliertere Darstellung dieser Vorgänge kann der Literatur zur Grenzschichttheorie (z. B. [Sch06])
entnommen werden.
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von einer turbulenzreichen Zuströmung und dem Umschlagen in eine turbulente Grenzschicht
bereits bei weitaus geringeren Werten als Rex,kr it = 5 · 105 auszugehen ist. Werden darüber
hinaus Objekte betrachtet, die infolge eines Brandgeschehens von der Gasphase überströmt
werden, ist ferner die Voraussetzung einer stumpfen Vorderkante in aller Regel erfüllt. Fol-
gerichtig kann an horizontalen und vertikalen ebenen Oberflächen in einem Brandszenario
stets von einer turbulenten Grenzschicht ausgegangen bzw. die möglicherweise auftretende,
ausgesprochen kurze laminare Anlaufstrecke vernachlässigt werden. Diese Näherung deckt
sich mit [Wil78], wo der Vorschlag zu finden ist, dass im Falle einer im Vergleich zur ge-
samten Ebenenlänge L kleinen kritischen Lauflänge xkr it mit guter Näherung so gerechnet
werden kann, als ob vom Ebenenbeginn an eine turbulente Grenzschichtströmung vorliegt.
Ein analoger Standpunkt wird überdies auch in [Inc96] vertreten. Unter Ausnutzung der dort
vorgenommenen Überlegungen lässt sich der Anwendungsbereich der Beziehung nach Petuk-
hov/Popov (3.7) in guter Näherung auch auf den Bereich des Umschlages von laminarer in
turbulente Strömung ausweiten bzw. diese Beziehung auch bei Vorhandensein einer (kurzen)
laminaren Anlaufstrecke anwenden.
Ebene, OF
Fluid
vGas und Gas
xkrit
x
L
(x)
laminar turbulent
Abbildung 3.4: Grenzschicht bei der Überströmung einer ebenen Oberfläche [Inc96]
Unter den zuvor dargestellten Rahmenbedingungen kann nun gemäß [VDI06] mit der Bezie-
hung nach Petukhov/Popov
Nu =
ξ/8 Re P r
1 + 12, 7
√
ξ/8 (P r2/3 − 1) (3.7)
mit: Re =
v · L
ν
L = Ebenenabmessung in Richtung der Strömung
die Nusselt-Zahl für turbulent überströmte horizontale und vertikale ebene Oberflächen be-
stimmt werden. Gemäß [Her06] muss im turbulenten Fall (anders als bei laminaren Strömun-
gen) hier nicht nach verschiedenen thermischen Randbedingungen - q˙ bzw. ϑOF - unter-
schieden werden. Diese Aussage wird unter anderem durch die in [MS00] zusammengefasst
angegebenen Korrelationen gestützt, die für beide thermischen Randbedingungen einen Un-
terschied < 5 % zeigen. Für die vorliegende Aufgabenstellung, die numerische Simulation von
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Brandszenarien mit Hilfe von CFD-Programmen, ist dieser Aspekt von Vorteil, da hier we-
der die Wärmestromdichte q˙ noch die Wandtemperatur ϑOF konstant bzw. eine eindeutige
Zuordnung zu einer der beiden vorgenannten Randbedingungen nicht möglich ist. Eine An-
wendung der Beziehung nach Petukhov/Popov auf brandschutztechnische Fragestellungen
lässt sich des Weiteren auch in der Literatur (z. B. [Fal03]) finden. Der Term ξ/8 in (3.7)
bezeichnet den von Schlichting angegebenen mittleren Widerstandsbeiwert einer Platte bei
turbulenter Grenzschicht [VDI06] und berechnet sich zu
ξ/8 = 0, 037 Re−0,2.
Der zugehörige Wärmeübergangskoeffizient α ergibt sich anschließend aus (3.3), und nach
Überlagerung mit dem freien konvektiven Wärmeübergang (Mischkonvektion nach Unterab-
schnitt 3.5.1) kann letztlich über (3.2) die konvektive Wärmestromdichte q˙konv (t) ermittelt
werden.
Die nach (3.7) bestimmte (mittlere) Nusselt-Zahl stellt einen integralen Mittelwert über
die gesamte Ebene der Länge L (charakteristische Länge) dar. Es handelt sich hierbei um
eine für technische Anwendungen vereinfachte Form der entsprechenden lokalen/örtlichen
Nusselt-Beziehung ([Bae06], [Her06], [Pol05]) 5
Nux = 0, 0296 Re
0,8
x P r
1/3. (3.8)
Für das in dieser Arbeit zu entwickelnde Modell ist die mittlere Nusselt-Zahl jedoch in vie-
lerlei Hinsicht als ungeeignet zu bezeichnen, was im Folgenden näher erläutert wird. Die
mittlere Nusselt-Zahl wird in der Praxis verwendet, da in der Regel nicht der lokale Wär-
meübergangskoeffizient bzw. der örtlich vom Festkörper an das Fluid übergehende Wärme-
strom von Interesse ist, sondern deren mittlere Werte über die gesamte Austauschfläche. Es
ist dort lediglich der gesamte von dieser Fläche an das Fluid übergehende Wärmestrom Q˙
von Bedeutung ([Bae06], [Böc06]). Lokale Effekte werden hierbei im Allgemeinen durch
Korrekturfunktionen/-faktoren mit einbezogen. Es werden in diesem Zusammenhang nähe-
rungsweise konstante Bedingungen im Fluid bzw. an der Oberfläche unterstellt. Dies kann
beispielsweise die Annahme einer konstanten Wandtemperatur sein. Bei Brandgeschehen ist
dies im Allgemeinen keineswegs der Fall, sondern es herrschen überwiegend stark örtlich
veränderliche Bedingungen, die eine gezielte Berücksichtigung lokaler Effekte und Einflüs-
se absolut erforderlich machen. Folgerichtig ist eine Mittelung in der vorgenannten Art und
Weise nicht zweckmäßig. Darüber hinaus ist eine gemittelte Formulierung für die Verwen-
dung im Rahmen numerischer Brandsimulationen wenig optimal. Im Gegensatz hierzu ist die
Anwendbarkeit lokaler Nusselt-Zahlen wie beispielsweise in (3.8) stark beschränkt, da neben
sowie insbesondere infolge der fehlenden konstanten Bedingungen ein präziser Ort als Be-
ginn bzw. Ende der betrachteten Strömung in der Regel nicht oder nur mit beträchtlichem
und unvertretbarem Aufwand eindeutig bestimmbar ist. Als Beispiele seien an dieser Stel-
le die vom Brandherd (Plume) nach allen Seiten gerichtete Deckenströmung (Ceiling Jet)
oder die Zuströmung oberhalb des Bodens genannt. Aufgrund dessen wird in dieser Arbeit
5 Die mittlere Nusselt-Zahl wird im Allgemeinen mit dem Index „m“ bezeichnet. Im Folgenden bleibt der Index
für die mittlere Nusselt-Zahl unberücksichtigt, wenn eine Verwechslung ausgeschlossen werden kann. D. h.,
Nu entspricht der mittleren Nusselt-Zahl Num.
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eine neuartige Vorgehensweise zur Lösung der vorliegenden Aufgabenstellung erarbeitet und
vorgestellt. Eine entsprechende Methodik muss mindestens die drei nachfolgend genannten
Kriterien erfüllen, um geeignet zu sein:
• Konsistenz,
• Berücksichtigung lokaler Effekte und Einflüsse sowie
• Integrale Äquivalenz zu den bestehenden Verfahren.
Ferner ist die unkomplizierte Anwendbarkeit innerhalb von CFD-Brandsimulationen eine wich-
tige Voraussetzung. Mit dem Konzept der Relokalisierung wird eine solche neuartige Methodik
vorgestellt. Komprimiert ausgedrückt, handelt es sich hierbei um die Idee einer Rückführung
der ursprünglich lokalen und für technische Anwendungen gemittelten Vorgänge/Beziehungen
auf ihren lokalen Ursprung im Rahmen einer lokalen Anwendung der entsprechenden Bezie-
hungen (z. B. Nusselt-Gleichungen, wie (3.7)). Hiermit wird die Berücksichtigung lokaler
Effekte und Gegebenheiten wieder ermöglicht sowie die Voraussetzung für eine mühelose
Anwendung im Rahmen numerischer Verfahren erfüllt. Mit dem Kriterium Konsistenz soll
sichergestellt werden, dass sich für den Grenzfall mit konstanten Bedingungen wieder die
ursprüngliche Beziehung bzw. deren Ergebnis ergibt. Nur dies entspricht dann einem kon-
sistenten Vorgehen. Mit dem Kriterium Integrale Äquivalenz zu den bestehenden Verfahren
soll gewährleistet werden, dass der über die Fläche aufsummierte Wärmestrom Q˙, der vom
Fluid an den Festkörper bzw. in entgegengesetzter Richtung übergeht, in guter Näherung
mit den Wärmeströmen übereinstimmt, die sich bei Anwendung der Vorgehensweisen mit
lokalen bzw. mittleren Beziehungen ergeben würden. Da die in Form des Wärmestroms Q˙
bzw. der Wärmestromdichte q˙ zwischen Fluid und Oberfläche der festen Phase übertragene
Wärme die entscheidende Größe dieses Teilmodells darstellt, erscheint es überaus zweck-
mäßig, eben diese Forderung zu stellen. Das Kriterium Berücksichtigung lokaler Effekte und
Einflüsse (u. a. Änderungen der Bedingungen, d. h. beispielsweise Eingangswerte) ist, wie be-
reits zuvor dargestellt, eine bedeutende Bedingung für die vorliegende Problemstellung, d. h.
insbesondere die Verwendung innerhalb numerischer Brandsimulationen, und wird durch die
lokale Anwendung der entsprechenden gemittelten Beziehungen eingehalten. Die Erfüllung
der oben genannten Konditionen mit dem Konzept der Relokalisierung und folgerichtig die
Anwendbarkeit dieser Methodik wird mithilfe der Überprüfungsbeispiele in Kapitel 5 belegt.
Im Folgenden sollen Detailfragestellungen erörtert werden, die für die Anwendung des entwi-
ckelten Konzeptes erforderlich sind. Nach [VDI06] bzw. [Bae06] sind die Stoffwerte in (3.7)
und (3.3) - P r , ν und λ - mit der mittleren Fluidtemperatur
ϑm =
ϑe + ϑa
2
,
d. h. dem arithmetischen Mittel zwischen Ein- und Austrittstemperatur (in Analogie zu
Rohrströmungen, vgl. Abschnitt 3.4), zu bestimmen. Bei einer lokalen Anwendung in CFD-
Brandsimulationen sind entsprechend die Temperaturen auf den Zellgrenzen zu verwenden,
die jedoch im Allgemeinen (z. B. bei FDM- oder FVM-Formulierungen) nicht explizit vorlie-
gen. Unter Zuhilfenahme von Abbildung 3.5 lässt sich indes leicht ein geeignetes Vorgehen
ableiten.
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Abbildung 3.5: Temperatur zur Bestimmung der Stoffwerte
Für eine Strömung in x-Richtung beispielsweise ist die mittlere Fluidtemperatur mit
ϑ− 1
2
,0 ≈
ϑ−1,0 + ϑ0,0
2
bzw. ϑ 1
2
,0 ≈
ϑ0,0 + ϑ1,0
2
wie folgt zu bestimmen
ϑm =
ϑe + ϑa
2
=
ϑ− 1
2
,0 + ϑ 1
2
,0
2
≈ (
ϑ−1,0+ϑ0,0
2 ) + (
ϑ0,0+ϑ1,0
2 )
2
=
ϑ−1,0 + 2ϑ0,0 + ϑ1,0
4
.
Es ist deutlich zu erkennen, dass hierbei die Temperatur der betrachteten Zelle ϑ0,0 aufgrund
des Vorfaktors „2“ den größten Einfluss auf die mittlere Temperatur besitzt. Setzt man nun
voraus, dass die Temperaturen ϑ−1,0, ϑ1,0 und ϑ0,0 nur sehr gering voneinander abweichen
- was bei einer nicht zu groben, d. h. üblichen Diskretisierung im Rahmen einer numerischen
Brandsimulation eine gute Näherung zu den real vorliegenden Bedingungen ist - so lässt sich
die Bestimmungsgleichung für ϑm zu
ϑm ≈ ϑ0,0 + 2ϑ0,0 + ϑ0,0
4
=
4ϑ0,0
4
= ϑ0,0
vereinfachen. Dies bedeutet, dass in sehr guter Näherung bei einer lokalen Anwendung die
Stoffwerte mit der Temperatur ϑ0,0 einer normal zum betrachteten, lokalen Bereich der Ober-
fläche der festen Phase liegenden Gaszelle bestimmt werden können. Für eine Strömung in
y- bzw. diagonaler Richtung kann dies mithilfe von Abbildung 3.5 in gleicher Art und Weise
leicht nachvollzogen werden. Liegt eine Strömung mit einer anderen Neigung zu den Koordi-
natenachsen vor, kann die gezeigte Vorgehensweise dennoch analog übertragen werden, da
es sich dann lediglich um Zustände handelt, die zwischen den zuvor dargestellten Grenzzu-
ständen liegen.
Infolge der turbulenten Strömungsverhältnisse bilden sich, ausgehend von den konstanten
Profilen zu Beginn, sehr rasch näherungsweise konstante Geschwindigkeits- und Tempera-
turprofile senkrecht zur ebenen Oberfläche aus (Kolbenströmung). Die dünne Grenzschicht,
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in der die Geschwindigkeit von 0 m/s bzw. die Temperatur von der Oberflächentemperatur
ϑOF bis auf den jeweiligen Wert der äußeren Strömung anwächst, ist infolgedessen lediglich
einige mm (bis wenige cm) dick (vgl. [Sch06], [Böc06], [Her06] und [Rei05]). Die üblicher-
weise bei einer numerischen Brandsimulation - insbesondere in Verbindung mit der LES -
verwendeten Gitterweiten liegen im Bereich mehrerer cm bis einiger dm, sodass die oben
erwähnte Grenzschicht (z. T. deutlich) dünner ist als die Abmessung bzw. halbe Abmessung
der Gasphasenzelle senkrecht zur Oberfläche. Folglich kann bei den vorliegenden turbulenten
Strömungsbedingungen die Gastemperatur der ersten, orthogonal an die Oberfläche angren-
zenden Gasphasenzelle in guter Übereinstimmung als ϑunendl ich bzw. ϑGas in (3.2) - vgl.
[McG07a] - und als Bezugstemperatur zur Bestimmung der Stoffwerte verwendet werden.
In Ergänzung zum vorangegangenen Absatz bedeutet dies, dass in sehr guter Näherung bei
einer lokalen Anwendung die Stoffwerte nicht nur mit der Temperatur einer normal zum
betrachteten lokalen Bereich der Oberfläche der festen Phase liegenden Gaszelle bestimmt
werden können, sondern dass hierfür sogar die unmittelbar angrenzende Gaszelle angewendet
werden darf. Dies stellt unter anderem eine hilfreiche Erleichterung für die Implementierung
in numerische Brandsimulationscodes dar.
Die Eigenschaften von Fluiden sind im Allgemeinen nicht konstant, sondern hängen unter
anderem vom Druck und von der Temperatur ab. Die Bestimmungsgleichungen für die Nus-
seltzahlen, z. B. (3.7), geben indes die Lösungen für konstante Stoffwerte an 6. Nach [Her06]
reicht es häufig aus, den Einfluss variabler Stoffwerte nachträglich (näherungsweise) in den
Lösungen für konstante Stoffwerte aufzunehmen. Hierfür haben sich zwei Methoden, die
Referenztemperatur-Methode und die Stoffwertverhältnis-Methode, für die Korrektur von
Wärmeübergangsergebnissen (in Form von Nusselt-Zahlen) als geeignet erwiesen. In Ana-
logie zum VDI-Wärmeatlas [VDI06] wird im Rahmen dieser Arbeit die Stoffwertverhältnis-
Methode angewendet, um die Temperaturabhängigkeit der Stoffwerte zu berücksichtigen 7.
Bei der Bestimmung des Korrekturfaktors ist generell zu unterscheiden, ob es sich bei dem
betrachteten Fluid um eine Flüssigkeit oder ein Gas handelt. Bei Flüssigkeiten erfolgt die
Berichtigung auf Grundlage der Pr -Zahlen. Da die Pr -Zahlen von Gasen jedoch nur wenig
temperaturabhängig sind, wird die Korrektur stattdessen mit dem Term
kϑ =
(
Tm
TOF
)n
durchgeführt. Nach Gnielinski ist der Exponent für horizontale und vertikale ebene Oberflä-
chen mit n = 0, 12 anzunehmen. Hingegen ist gemäß [Böc06] der Korrekturfaktor kϑ für Gase
im Falle einer ebenen Wand gleich 1, 0 zu setzen. Da die Temperaturen zur Bestimmung von
kϑ mit ihren Kelvinwerten, d. h. ϑi + 273, 15, zu verwenden sind, ist eine erhebliche und im
Allgemeinen unüblich große Temperaturdifferenz erforderlich, damit das Ergebnis nennens-
wert von 1, 0 abweicht. Eine 10 %ige Abweichung ergibt sich beispielsweise erst bei einem
Verhältnis von mehr als 2. Folgerichtig kann für Gase bei horizontalen und vertikalen ebenen
Oberflächen die von Gnielinski angegebene Gleichung zur Ermittlung von kϑ in sehr guter
6 Da die temperaturabhängigen Stoffwerte mit der lokal vorhandenen (mittleren) Fluidtemperatur ϑm be-
stimmt werden, liegt ein System mit quasi-konstanten Stoffwerten vor (vgl. [Her06]).
7 In Anhang B ist dargestellt, dass die Druckabhängigkeit der Stoffwerte in der vorliegenden Problemstellung
keinen nennenswerten Einfluss besitzt.
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Näherung durch den von [Böc06] angegebenen Wert, d. h. durch kϑ = 1, 0, ersetzt werden.
Da die Reynolds-Zahl beim erzwungenen konvektiven Wärmeübergang an horizontalen und
vertikalen ebenen Oberflächen mit der Ebenenlänge L bestimmt wird, ist für die Geometrie
im Gegensatz zur erzwungenen Strömung in Rohren/Kanälen keine Korrektur erforderlich
[Böc06], d. h. kL = 1, 0 (vgl. (3.10)). Hieraus resultiert, dass die Beziehung nach Petuk-
hov/Popov (3.7) als Basis-/Modellgleichung im entwickelten (Teil-)Modell zu verwenden ist.
Einfluss von Abweichungen
Da die präzise Kenntnis der Eingangsgrößen in der Praxis nicht immer gegeben ist, kön-
nen naturgemäß auch bei holotischer Theorie und einwandfreier Berechnung Abweichungen
in den Endergebnissen entstehen. Bei der Betrachtung des erzwungenen konvektiven Wär-
meübergangs an horizontalen und vertikalen ebenen Oberflächen, vor allem während eines
Brandgeschehens, ist insbesondere die charakteristische Länge, d. h. die Ebenenlänge in Strö-
mungsrichtung L, nicht immer eindeutig vorab bestimmbar. Aufgrund dessen sollen an dieser
Stelle die Auswirkungen einer Abweichung in der Größe L auf den zu berechnenden Wärme-
übergangskoeffizienten α bzw. die konvektive Wärmestromdichte q˙konv untersucht werden.
Ausgangspunkt ist die Beziehung nach Petukhov/Popov (3.7), in der mit guter Näherung für
die vorliegende Aufgabenstellung die Prandtl-Zahl zu P r = 0, 7 angenommen werden kann.
Der Nenner dieser Gleichung ist in der Folge ebenfalls in sehr guter Näherung konstant. Bei-
spielsweise beträgt der Unterschied zwischen Re = 5 · 105 und Re = 107 gerade etwa 4 %.
Dies erlaubt eine Reduktion der Betrachtung auf den Zähler von (3.7), sodass sich nach
Einsetzen des mittleren Widerstandsbeiwerts die Beziehung
Nu ∝ 0, 037
(
v · L
ν
)0,8
P r
angeben lässt. Unter Berücksichtigung von (3.3) und (3.2) ergibt sich weiterhin
α ∝ 0, 037 v
0,8 P r λ
ν0,8 L0,2
bzw. q˙konv ∝ 0, 037 v
0,8 P r λ
ν0,8 L0,2
· (ϑGas − ϑOF ).
Sämtliche Größen (Geschwindigkeit, Temperaturen und Stoffwerte) - mit Ausnahme der
Ebenenlänge L selbst - sind von L unabhängig, sodass für zwei voneinander abweichende
Werte allgemein
α1
α2
≈
(
L2
L1
)0,2
bzw.
q˙konv,1
q˙konv,2
≈
(
L2
L1
)0,2
(∗∗)
geschrieben werden kann. Seien alle Größen mit dem Index „2“ die theoretisch korrekten Werte
(Bezugswerte) und alle Größen mit dem Index „1“ die Werte, die sich infolge der Abweichung
in L ergeben, so lässt sich eine einfache Abschätzung der resultierenden Unterschiede im Wär-
meübergangskoeffizienten α bzw. in der konvektiven Wärmestromdichte q˙konv durchführen.
Demnach ergibt sich beispielsweise eine 10 %ige (20 %ige) Abweichung in α bzw. q˙konv bei
einer Überschreitung der theoretisch korrekten Ebenenlänge um etwa 70 % (200 %), oder ei-
ner Unterschreitung um etwa 40 % (60 %). Im Umkehrschluss resultiert aus einer 10 %igen
(20 %igen) Überschreitung der theoretisch korrekten Ebenenlänge eine 2 %ige (4 %ige)
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Abweichung bzw. aus einer 10 %igen (20 %igen) Unterschreitung eine 2 %ige (5 %ige)
Abweichung in den Ergebnisgrößen α bzw. q˙konv . Tabelle 3.1 fasst diese Ergebnisse noch
einmal anschaulich zusammen. Offenkundig bedarf es einer bedeutenden Abweichung in der
als Eingangsgröße verwendeten Ebenenlänge in Strömungsrichtung L, bevor eine wesentli-
che (negative) Beeinflussung des zu berechnenden Wärmeübergangskoeffizienten α bzw. der
konvektiven Wärmestromdichte q˙konv auftritt. Dies macht das Verfahren erfreulich stabil.
Tabelle 3.1: Abweichungen in α bzw. q˙konv infolge einer Abweichung in der Größe L
Überschreitung Abweichung Unterschreitung Abweichung
in L in α bzw. q˙konv in L in α bzw. q˙konv
70 % (1, 7 Lkorrekt) 10 % 40 % (0, 6 Lkorrekt) 10 %
200 % (3, 0 Lkorrekt) 20 % 60 % (0, 4 Lkorrekt) 20 %
10 % (1, 1 Lkorrekt) 2 % 10 % (0, 9 Lkorrekt) 2 %
20 % (1, 2 Lkorrekt) 4 % 20 % (0, 8 Lkorrekt) 5 %
Als Default-Wert ist, wie beispielsweise in FDS [McG07a], eine charakteristische Länge der
ebenen Oberfläche von 1 m vorgesehen. Gemäß [McG07a] ist der Wärmeübergangskoeffi-
zient α nur schwach mit der Größe L verbunden bzw. von ihr abhängig, weswegen für die
meisten Berechnungen in der Praxis L = 1, 0 m angenommen wird. Diese Aussage wird
durch die vorangegangene Abschätzung bestätigt. Dies bedeutet, dass für große bzw. kleine,
theoretisch korrekte Werte gegebenenfalls eine Angleichung von L erforderlich ist. Allerdings
muss diese Feststellung dahin gehend erweitert werden, dass bei sehr kleinen, theoretisch kor-
rekten Werten unter Umständen keine ebene Oberfläche im eigentlichen Sinne mehr vorliegt
bzw. man dann aufgrund der geringen Abmessungen im Zusammenhang mit dem erzwun-
genen konvektiven Wärmeübergang nicht mehr von einer Ebene sprechen kann. Für diese
Fälle (z. B. Drähte/Litzen) müssten zweifellos ohnehin andere, geeignetere Gleichungen zur
Bestimmung der entsprechenden Nusselt-Zahlen verwendet werden.
Bei der oben genannten Angleichung ist zudem zu beachten, dass der jeweils theoretisch kor-
rekte Wert nicht immer einer vollständigen geometrischen Abmessung der ebenen Oberfläche
(z. B. Länge, Höhe) entsprechen muss. Insbesondere bei der vorliegenden Problemstellung
kann dies beispielsweise dann der Fall sein, wenn nicht die gesamte Ebene überströmt wird.
Ein Beispiel hierfür ist die wandabwärts gerichtete Strömung, die dann entsteht, wenn die
Deckenströmung (Ceiling Jet) auf die Wand auftrifft und nach unten abgelenkt wird (vgl.
Pfeile in Abbildung 3.6). Endet diese Strömung im Verlauf der Wand und erreicht nicht den
Boden, so entspricht der theoretisch korrekte Wert von L nicht der gesamten Wandhöhe,
sondern nur einem Bruchteil derselben. Die Beziehung (3.7) zur Bestimmung der Nu-Zahl
stellt einen Idealfall mit einer Strömung in einer Richtung parallel zu einer Ebenenabmessung
und entlang der gesamten Ebene dar. Dies ist in der Realität und insbesondere bei der vor-
liegenden Problemstellung in der Regel nicht der Fall. Die Wahl eines geeigneten Wertes für
L ist insbesondere in komplexen Brandgeschehen nicht immer einfach und eindeutig. Hier
ist jedoch die vorgenannte Unempfindlichkeit des Verfahrens gegenüber Abweichungen ein
bedeutender Vorteil.
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Ein Beispiel: Für einen theoretisch korrekten Wert von z. B. 2,5m, der mit der Größenordnung
einer Raumhöhe vergleichbar ist, beträgt, wenn stattdessen beispielsweise der Default-Wert
verwendet wird, die Abweichung etwa 20 %, was derselben Größenordnung entspricht, wie die
Unsicherheiten, die mit den empirischen Korrelationen zur Bestimmung von Nusselt-Zahlen
üblicherweise verbunden sind [Inc96]. Für Lkorrekt = 1, 6m beträgt die Abweichung bei Ver-
wendung des Default-Werts gerade noch 10 % (vgl. Tabelle 3.1).
Steuerparameter des Relokalisierungskonzeptes und dessen Verwendung
Wie bereits angedeutet, ist die Wahl eines geeigneten Wertes für L insbesondere in komple-
xen Brandgeschehen nicht immer einfach und eindeutig. Hier ist jedoch die Unempfindlichkeit
des Verfahrens gegenüber Abweichungen ein bedeutender Vorteil. Für das Konzept der Relo-
kalisierung bietet die Wahl bzw. Vorgabe eines Wertes für L indes auch einen großen Vorteil.
Durch die Verwendung lokaler und gegebenenfalls örtlich veränderlicher Werte kommt dieser
Größe die Bedeutung eines Steuerparameters zu, der gezielt eingesetzt werden kann, um
einerseits lokale Effekte (Störungen), die bei zu großer Annahme von L durch das Konzept
möglicherweise zu stark gemittelt („verschmiert“) würden, durch eine lokalere Betrachtung
zu verstärken und andererseits identische, unmittelbar benachbarte Bedingungen (homogene
Bereiche), die bei zu kleiner Annahme von L durch das Konzept möglicherweise zu schwach
gemittelt („verschmiert“), d. h. zu sehr als lokale Effekte betrachtet würden, durch eine stär-
kere Mittelung abzuschwächen.
Die Überlegungen hierzu können wie nachfolgend dargestellt zusammengefasst werden. Die
Modellvorstellung basiert darauf, dass ein lokaler Effekt, beispielsweise eine Änderung der
Oberflächentemperatur, zu einer Störung (der Schichtenbildung) und dementsprechend in
Analogie zum Ebenenanfang (hier: αx ∝ 1/x0,2) zu einem Anstieg des (lokalen) Wärme-
übergangskoeffizienten und einer Verstärkung des konvektiven Wärmeübergangs führt. Mit
zunehmendem Weg x über die Platte nimmt bei homogenen Randbedingungen der Wert des
(lokalen) Wärmeübergangskoeffizienten ab. Bei Bildung eines integralen Mittelwertes fällt die
(Anfangs-)Störung bei zunehmender (Platten-)Länge L somit immer weniger ins Gewicht.
Einerseits nehmen damit die Werte des gemittelten Wärmeübergangskoeffizienten α und die
Stärke des konvektiven Wärmeübergangs insgesamt ab (Abschwächung des konvektiven Wär-
meübergangs) und andererseits gleichen sich diese Werte immer mehr aneinander an bzw.
wird die Steigung zwischen zwei benachbarten Werten stetig geringer (vgl. α ∝ 1/L0,2).
Auch dies wird der Modellvorstellung nach analog übertragen und zwar auf die vorgenannten
homogenen Bereiche.
Das Relokalisierungskonzept geht nun wie dargelegt von einer Beziehung aus, mit der eine
solche, über die gesamte Länge einer ebenen Oberfläche bzw. über eine charakteristische
Länge L gemittelte Nusselt-Zahl bzw. ein entsprechend gemittelter Wärmeübergangskoef-
fizient bestimmt wird. Tritt nun im Bereich dieser Länge ein nennenswerter lokaler Effekt
auf, so ist u. U. diese Mittelung zu stark bzw. die Gewichtung der Störung bei der Bildung
des integralen Mittelwertes nicht korrekt (zu gering). Praktisch heißt das, dass die Länge,
die der Bestimmung zugrunde liegt, zu groß gewählt ist und der lokale Effekt zu stark „ver-
schmiert“ wird. Um eine adäquate Berücksichtigung des lokalen Effektes zu gewährleisten,
hätte folgerichtig eine kürzere Länge zugrunde gelegt werden müssen. Gemäß der vorange-
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gangenen Abschätzung führt jedoch eine Verringerung von L in der Eingabe aufgrund von
α ∝ 1/L0,2 (bzw. (∗∗)) gerade zu einer Vergrößerung von α und folglich zu der erfor-
derlichen Verstärkung (lokaleren/stärkeren Betrachtung) des konvektiven Wärmeübergangs.
Abbildung 3.6 zeigt ein Beispiel für den Einsatz des Steuerparameters L in der vorgenannten
Art und Weise. Betrachtet wird der Anschlussbereich zwischen einer Wand und der Decke
eines Brandraumes. Entlang der Deckenunterseite breitet sich radial um den Brandherd der
sogenannte Ceiling Jet aus und trifft auf eine Wand, an der die Strömung nach unten abge-
lenkt wird. Für die die Bestimmung des erzwungenen konvektiven Wärmeübergangs infolge
der abwärtsgerichteten Strömung ließe sich nun unter der Voraussetzung, dass die Strömung
den Fußpunkt der Wand erreicht, als charakteristische Länge die Wandhöhe LWand wählen.
Im Anschlussbereich bzw. Umlenkpunkt der Strömung jedoch liegt aufgrund der üblicherweise
hohen Geschwindigkeiten im Ceiling Jet eine Art Prallströmung auf die Wand vor. Da es sich
dabei um einen nennenswerten lokalen Effekt handelt, der eine Störung nach sich zieht und
bei Verwendung von LWand als charakteristischer Länge zu stark gemittelt bzw. nicht korrekt
(zu gering) gewichtet würde, wäre die Länge zur Bestimmung des integralen Mittelwertes
von α zu groß gewählt. Folgerichtig muss eine kürzere Strecke Lcharak (vgl. Abbildung 3.6)
als charakteristische Länge zugrunde gelegt werden, was, wie zuvor gezeigt wurde, zu einer
Vergrößerung von α führt und eine Verstärkung des konvektiven Wärmeübergang mit sich
bringt. Der Wärmeübergangskoeffizient von Prallströmungen kann in der Realität problemlos
Werte annehmen, die einem Vielfachen des Wärmeübergangskoeffizienten beim konvektiven
Wärmeübergang an ebenen Oberflächen entsprechen 8. Demnach liefert das Modell unter
Verwendung des geeigneten Steuerparameters im Anschlussbereich bzw. Umlenkpunkt der
Strömung gerade den dort erforderlichen höheren Wärmeübergangskoeffizienten und berück-
sichtigt den auftretenden und lokalen physikalischen Effekt damit einwandfrei.
Abbildung 3.6: Beispiel für Steuerparameter L am Anschluss Wand-Decke
8 Nach [VDI06] ist diese Strömung meist turbulent und bringt einen vergleichsweise starken konvektiven
Wärmeübergang mit sich. Als Grenze wird Re ≈ 100 angegeben.
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Umgekehrt lässt sich diese Vorstellung auch analog auf eine Abschwächung (gemittelte-
re/abgeschwächte Betrachtung) des konvektiven Wärmeübergangs durch die Verwendung
eines größeren Wertes für L übertragen. Tritt nun im Bereich der oben genannten Län-
ge kein nennenswerter lokaler Effekt auf, sondern handelt es sich um einen zumindest in
guter Näherung homogenen Bereich, so ist u. U. diese Mittelung nicht stark genug bzw.
die Gewichtung der Störung bei der Bildung des integralen Mittelwertes nicht korrekt (zu
stark). Praktisch heißt das, dass die Länge, die der Bestimmung zugrunde liegt, zu klein ge-
wählt ist und ein nennenswerter lokaler Effekt unterstellt wird, wo in der Realität stattdessen
ein homogener Bereich vorhanden ist. Um eine adäquate Berücksichtigung des homogenen
Bereiches zu gewährleisten, hätte folgerichtig eine größere Länge zugrunde gelegt werden
müssen. Gemäß der vorangegangenen Abschätzung führt jedoch eine Vergrößerung von L in
der Eingabe aufgrund von α ∝ 1/L0,2 (bzw. (∗∗)) gerade zu einer Verringerung von α und
folglich zu der erforderlichen Abschwächung (gemitteltere/abgeschwächte Betrachtung) des
konvektiven Wärmeübergangs.
3.4 Erzwungener konvektiver Wärmeübergang in
Rohr-/Kanalströmungen
Entsprechend der Klassifizierung in Unterabschnitt 3.1.3 handelt es sich beim erzwungenen
konvektiven Wärmeübergang in Rohren bzw. (geschlossenen) Kanälen um eine durchströmte
Geometrie. Die Bewegung der Gasphase wird auch hier von außen, d. h. von einer äußeren
Quelle, aufgeprägt und bleibt auch ohne Temperaturdifferenz zwischen Wandoberfläche und
Gasphase weiter bestehen. Anders als bei der überströmten Ebene können sich die Grenz-
schichten jedoch aufgrund der an allen Seiten die Strömung begrenzenden Rohrwände nicht
uneingeschränkt entwickeln 9. Die zuvor beim erzwungenen konvektiven Wärmeübergang an
Ebenen gemachten Aussagen - beispielsweise die allgemeine Darstellung der Nusselt-Zahlen
über (3.6) - gelten auch weiterhin, jedoch ergeben sich einige Besonderheiten, die zu berück-
sichtigen sind.
In den Abschnitten 3.2 und 3.3 ist bei der Betrachtung von Brandszenarien eine Beschränkung
auf turbulente Strömungen möglich. Für durchströmte Rohre und Kanäle sind diese Aussa-
gen bzw. Annahmen nicht ohne Weiteres übertragbar, sondern bedürfen einer gesonderten
Betrachtung. Turbulente Strömungen treten in Rohr-/Kanalströmungen in aller Regel be-
reits bei Reynolds-Zahlen Re von 10000 oder mehr auf, wobei nun der Innendurchmesser Di
die charakteristische Längenabmessung des konvektiven Wärmeübergangsproblems darstellt.
Andererseits ist bei Reynolds-Zahlen von 2300 oder weniger von einer laminaren Strömung
auszugehen. Der verbleibende Bereich dazwischen wird Übergangsbereich genannt. In den
nachfolgenden Unterabschnitten werden diese drei möglichen Bereiche genauer untersucht.
Im Rahmen dieser Arbeit erfolgt eine exemplarische Betrachtung von brandbeanspruchten
Lüftungskanälen. Die getroffenen Annahmen sind demzufolge bei anderen Problemstellun-
gen, z. B. anderen Fluiden, erneut zu überprüfen. Das übergeordnete Konzept indes ist in
9 Bei sehr großen Querschnitten ist es denkbar, die Rohrwände hinsichtlich des konvektiven Wärmeübergangs
wieder näherungsweise als Ebenen zu interpretieren und zu berechnen.
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gleicher Art und Weise auch für solche Fälle anwendbar, d. h. auf diese übertragbar. Ferner
werden stets hydrodynamisch ausgebildete Strömungen unterstellt, was für einen längeren
Kanal sowie eine nicht unmittelbar am Beginn vorhandene thermische Beanspruchung (infol-
ge eines Brandes) eine zulässige Annahme darstellt, da in der Praxis im Allgemeinen sehr lange
und komplexe Lüftungskanalsysteme, die mehrere Räume und Ebenen miteinander verbinden,
zum Einsatz kommen.
3.4.1 Turbulente Strömung (Re ≥ 10000)
Eine turbulente Strömung in Rohren bzw. Kanälen liegt wie bereits angesprochen bei
Re =
v ·Di
ν
≥ 10000
vor. Für den in der Praxis sehr oft vorkommenden Fall, dass ein nicht-kreisförmiger Quer-
schnitt vorliegt, kann für turbulente Strömungen anstatt von Di ersatzweise der hydraulische
Durchmesser Dhyd nach (3.9) verwendet werden ([VDI06], [Pol05]) 10.
Dhyd =
4 A
U
(3.9)
mit: A = Querschnittsfläche und U = innerer (benetzter) Umfang
In [VDI06] wird insbesondere in Ermangelung einheitlicher Gleichungen bei laminaren Strö-
mungen durch nicht-kreisförmige Rohre für Angaben über geeignete, unter diesen Bedin-
gungen auftretende Wärmeübergangskoeffizienten auf entsprechende Literatur verwiesen. In
[Hol02], [Pol05] und [Bae06] sind zwar für unterschiedliche Kanalquerschnitte beispielswei-
se die Endwerte für die auch thermisch voll ausgebildete laminare Strömung enthalten. Für
andere Bedingungen als bei den sich einstellenden Endprofilen erfolgt jedoch auch dort der
Verweis auf die einschlägige Literatur. Aufgrund des Fehlens dieser Beziehungen und wei-
terführender Erkenntnisse sowie aufgrund der bedeutend geringeren technischen Bedeutung
im Vergleich zu turbulenten Strömungen (siehe unten) und einer möglichst universellen Im-
plementierung des Modells in CFD-Brandsimulationscodes wird im Rahmen dieser Arbeit
diese Vorgehensweise näherungsweise sinngemäß auch auf Strömungen dieser Art sowie den
Übergangsbereich angewendet. Obwohl beispielsweise [Böc06] zu entnehmen ist, dass bei
Laminarströmung die Berechnung nicht-kreisförmiger Querschnitte mit dem hydraulischen
Durchmesser nicht durchführbar ist, ist in der Praxis diese Vorgehensweise im Allgemeinen
üblich (vgl. [Rei05]). Auch in [Wil78] wird dargestellt, dass bei laminaren Strömungen eine
Berechnung des Wärmeübergangs in Rohren mit nicht-kreisförmigem Querschnitt aus den
Beziehungen für das Kreisrohr nicht möglich ist. Es wird jedoch dort ferner erläutert, dass es
trotzdem oft zweckmäßig ist, auch bei laminaren Strömungen mit dem hydraulischen Durch-
messer zu rechnen.
10 Für kreisförmige Querschnitte sind der Innendurchmesser Di und der hydraulische Durchmesser Dhyd
identisch, sodass im Allgemeinen die Bezeichnung hydraulischer Durchmesser Dhyd ausreichend ist oder
auch vereinfacht lediglich D verwendet werden kann.
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Bei einer Abschätzung anhand eines quadratischen Lüftungskanalquerschnitts (Seitenlän-
ge 0,4m), der von Luft (Temperatur 25 ◦C bzw. 500 ◦C) durchströmt wird, erhält man
νLuf t,25 ◦C = 157, 870 · 10−7 m2s
bzw. νLuf t,500 ◦C = 811, 210 · 10−7 m2s
Dhyd = 0, 4m
 v ≥ 10000·νLuf tDhyd ≈ 0, 4 ms bzw. 2 ms ,
was die wichtige Erkenntnis liefert, dass bei der vorliegenden Problemstellung eines brandbe-
anspruchten Lüftungskanals - v  2 ms - in aller Regel von turbulenten Strömungen ausge-
gangen werden kann. Dies wird durch die Literatur (z. B. [MSS06], [Böc06] und [Kne05])
bestätigt, in der darauf hingewiesen wird, dass bei technischen Fragestellungen üblicherweise
turbulente Strömungsverhältnisse auftreten. Gemäß [Kra01] und [Ger05] gilt dies insbeson-
dere für allgemeine Strömungen von Luft. Dennoch wird zur Komplettierung im Anschluss
an diesen Abschnitt auch auf die anderen beiden Strömungsformen, laminare Strömung und
Übergangsbereich, eingegangen.
Wie bereits angesprochen, sind die Nusselt-Zahlen Nu zur Bestimmung des Wärmeüber-
gangskoeffizienten α aus (3.3) wie in Abschnitt 3.3 eine Funktion der Reynolds-Zahl Re
und der Prandtl-Zahl P r , d. h. Nu = f (Re, P r). Zur Ermittlung der Nu-Zahl bei turbulent
durchströmten Rohren und Kanälen hat sich die nachstehend angegebene Beziehung nach
Gnielinski etabliert. Eine Anwendung der Beziehung nach Gnielinski auf brandschutztechni-
sche Fragestellungen lässt sich des Weiteren auch in der Literatur (z. B. [Ble99] und [Mah07])
finden.
Nu =
ξ/8 Re P r
1 + 12, 7
√
ξ/8 (P r2/3 − 1) · kL (3.10)
mit: kL = 1 +
(
D
L
) 2
3
L = Länge des Rohrs/Kanals
D = innerer oder hydraulischer Durchmesser
Der Druckverlustbeiwert ξ in (3.10) ist mit der von Konakov angegebenen Beziehung
ξ = (1, 8 log10Re − 1, 5)−2
zu bestimmen [VDI06]. Die Beziehung nach Gnielinski gilt gemäß [Gro07b] sowohl für die
hydrodynamisch nicht ausgebildete als auch für die ausgebildete Strömung. Der thermische
Einlauf wird nach [Pol05] und [Kne05] durch kL zudem (näherungsweise) erfasst. Der Term
kL stellt einen von Hausen vorgeschlagenen Korrekturfaktor für kurze Rohre dar, da sich
aufgrund der geringen Lauflänge keine voll entwickelte turbulente Strömung ausbilden kann.
Aufgrund der im Einlaufbereich höheren Nu-Zahlen ergibt sich folglich in kurzen Rohren eine
bessere Wärmeübertragung infolge konvektiven Wärmeübergangs als in langen Rohren, was
durch diesen Korrekturfaktor zusätzlich abgedeckt wird [Mar07]. Für lange Rohre gilt L D,
womit kL konsistent dem Wert 1 zustrebt. Unter Fortführung der obigen Abschätzung be-
deutet dies, dass bereits bei einer Kanallänge von etwa 12m eine nur noch 10 %ige Erhöhung
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der Nu-Zahl stattfindet.
Wie in Abschnitt 3.3 stellt die nach (3.10) bestimmte (mittlere) Nusselt-Zahl einen integra-
len Mittelwert über die gesamte innere Oberfläche des Rohrs bzw. Kanals dar. Es handelt
sich hierbei um eine für technische Anwendungen vereinfachte Form der entsprechenden lo-
kalen/örtlichen Nusselt-Beziehung ([VDI06]) 11
Nux =
ξ/8 Re P r
1 + 12, 7
√
ξ/8 (P r2/3 − 1) ·
[
1 +
1
3
(
D
x
) 2
3
]
(3.11)
Für die Anwendung im Rahmen des in der vorliegenden Arbeit entwickelten Modells ist diese
mittlere Nusselt-Zahl jedoch, wie bereits für die Ebene erläutert wurde, in vielerlei Hinsicht
als ungeeignet zu bezeichnen. Ebenso wurde bereits dargestellt, dass die Anwendbarkeit lo-
kaler Nusselt-Zahlen wie beispielsweise gemäß (3.11) insbesondere aufgrund der fehlenden
konstanten Randbedingungen an den Kanalwänden stark beschränkt ist. Das für die Ebene
vorgestellte Konzept der Relokalisierung indes eignet sich ausgezeichnet als neuartige Me-
thodik zur Lösung der vorliegenden Aufgabenstellung. Für die Anwendung auf Rohre/Kanäle
wird es an der inneren Oberfläche gleichermaßen in Längs- als auch in Umfangsrichtung einge-
setzt. Die Erfüllung der in Abschnitt 3.3 genannten, für eine adäquate Methodik notwendigen
Konditionen mit dem Konzept der Relokalisierung und folgerichtig die Anwendbarkeit dieser
Methodik wird mithilfe der Überprüfungsbeispiele in Kapitel 5 belegt.
Die konvektive Wärmestromdichte q˙konv (t) lässt sich für horizontale und vertikale ebene
Oberflächen nach (3.2) bestimmen. Bei durchströmten Rohren bzw. Kanälen kommt statt-
dessen die sogenannte logarithmische Temperaturdifferenz ∆ϑln zum Einsatz, die über
∆ϑln =
(ϑa − ϑOF )− (ϑe − ϑOF )
ln
(
ϑa−ϑOF
ϑe−ϑOF
) = ϑa − ϑe
ln
(
ϑa−ϑOF
ϑe−ϑOF
) (3.12)
ermittelt wird. Die konvektive Wärmestromdichte ergibt sich damit zu
q˙konv (t) = α · ∆ϑln. (3.13)
Es lässt sich auf einfache Weise zeigen, dass im Falle einer geringen Abweichung zwischen
ϑe und ϑa - was bei der lokalen Anwendung der Gleichungen im Konzept der Relokalisierung
gerade der Fall ist - die beiden Beziehungen (3.2) und (3.13), genauer gesagt die beiden
Temperaturdifferenzen ∆ϑln und ∆ϑ = ϑGas − ϑOF , in sehr guter Näherung übereinstim-
men. Beispielsweise bei einer näherungsweise konstanten Oberflächentemperatur von 400 ◦C
sowie einer Ein- und Austrittstemperatur von 260 ◦C und 300 ◦C ergibt sich eine Abweichung
von gerade etwa 1 %. Mit geringer werdender Differenz zwischen ϑe und ϑa, die bei einer
lokalen Anwendung zu erwarten ist, oder steigender Differenz zwischen Fluid- und Oberflä-
chentemperatur nimmt die Abweichung zudem ab. Folgerichtig tritt lediglich in den seltenen
Fällen eine größere Abweichung auf, in denen Fluid- und Oberflächentemperatur sehr nahe
beieinander liegen und zugleich Ein- und Austrittstemperatur einen größeren Unterschied auf-
weisen. Dies bedeutet letztlich, dass (3.2) auch auf Rohre/Kanäle angewendet werden kann.
11 Die mittlere Nusselt-Zahl wird im Allgemeinen mit dem Index „m“ bezeichnet. Im Folgenden bleibt der Index
für die mittlere Nusselt-Zahl unberücksichtigt, wenn eine Verwechslung ausgeschlossen werden kann. D. h.,
Nu entspricht der mittleren Nusselt-Zahl Num.
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Für die Einarbeitung in numerische Brandsimulationscodes stellt dies insofern einen zusätzli-
chen Vorteil dar, als ein nicht-definierter Bereich wie bei der ln-Funktion bei der dargestellten
Vorgehensweise nicht vorhanden ist. In [Fet82] und [Luf02] wird diese Näherung bestätigt.
Ferner wird in [Fet82] ein Korrekturfaktor b in Abhängigkeit des Verhältnisses ∆ϑe∆ϑa , d. h.
ϑe−ϑOF
ϑa−ϑOF , angegeben, der sich im vorliegenden Fall wegen ϑOF ≈ const. und ϑe ≈ ϑa zu 1, 0
ergibt. Abbildung 3.7 zeigt die Funktion zur Ermittlung des Korrekturfaktors.
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Abbildung 3.7: Korrekturfaktor zur Näherung der logarithmischen Temperatur-
differenz [Fet82]
Die für die Ebene gemachten Aussagen und getroffenen Annahmen hinsichtlich der Bezugs-
temperatur zur Bestimmung der Stoffwerte können in analoger Art und Weise auch auf die
Verhältnisse bei Rohren übertragen werden. Die Stoffwerte sind wie in Abschnitt 3.3 mit der
mittleren Fluidtemperatur
ϑm =
ϑe + ϑa
2
,
d. h. dem arithmetischen Mittel zwischen Ein- und Austrittstemperatur zu bestimmen, sodass
die Näherung
ϑm ≈ ϑ0,0
ebenfalls für Rohre/Kanäle Gültigkeit besitzt. Die Illustrationen zu den Geschwindigkeits-
und Temperaturprofilen 12 orthogonal zu den inneren Oberflächen des Kanals (Kolben- oder
Pfropfenströmung), die sich bei turbulenter Strömung ausgehend von den konstanten Pro-
filen zu Beginn sehr rasch und wiederum näherungsweise konstant einstellen, sowie zu den
sich infolgedessen nur dünn ausbildenden und im Vergleich zu den üblicherweise bei einer
numerischen Brandsimulation - insbesondere in Verbindung mit der LES - verwendeten Git-
terweiten (z. T. deutlich) dünneren Grenzschichten sind ebenso analog übertragbar. Ferner
ergibt sich hieraus, dass die lokal vorhandene kalorische Mitteltemperatur bzw. adiabatische
Mischungstemperatur in etwa mit der maximalen Fluidtemperatur der Kolbenströmung (=ˆ
z. B. Fluidtemperatur in der Mittelachse) übereinstimmt. Als Folge kann bei der turbulenten
Strömung im Rohr/Kanal die Gastemperatur der ersten orthogonal an die Oberfläche angren-
zenden Gasphasenzelle in guter Übereinstimmung als ϑGas zur Bestimmung der konvektiven
12 Für P r ≈ 1 - es ist im Allgemeinen P rLuf t ≈ 0, 7 und damit sehr nahe 1 - sind Geschwindigkeits- und
Temperaturprofil etwa gleich [Wil78].
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Wärmestromdichte nach (3.2) und als Bezugstemperatur zur Bestimmung der erforderlichen
Stoffwerte verwendet werden. Dies bedeutet, dass wie für die turbulent überströmte Ebene
in Abschnitt 3.3 in sehr guter Näherung bei einer lokalen Anwendung im Rahmen des Kon-
zeptes der Relokalisierung die Stoffwerte nicht nur mit der Temperatur einer normal zum
betrachteten lokalen Bereich der Oberfläche der festen Phase liegenden Gaszelle bestimmt
werden können, sondern dass hierfür sogar die unmittelbar angrenzende Gaszelle angewendet
werden darf. Dies stellt unter anderem eine hilfreiche Erleichterung für die Implementierung
in numerische Brandsimulationscodes dar.
Die Eigenschaften von Fluiden sind im Allgemeinen nicht konstant, sondern hängen unter
anderem vom Druck und von der Temperatur ab. Die Bestimmungsgleichungen für die Nus-
selt-Zahlen, z. B. (3.10), geben indes die Lösungen für konstante Stoffwerte an 13. Nach
[Her06] reicht es häufig aus, den Einfluss variabler Stoffwerte nachträglich (näherungswei-
se) in den Lösungen für konstante Stoffwerte aufzunehmen. Die in Übereinstimmung zum
VDI-Wärmeatlas [VDI06] gewählte Vorgehensweise anhand der Stoffwertverhältnis-Methode
aus Abschnitt 3.3 ist analog ebenso auf den erzwungenen konvektiven Wärmeübergang bei
Rohr-/Kanalströmungen übertragbar (vgl. [VDI06]). Der Korrekturterm zur Berücksichtigung
der Temperaturabhängigkeit 14 der Stoffwerte lässt sich demnach für Gase mit
kϑ =
(
Tm
TOF
)n
angeben. Gemäß [VDI06] ist der Exponent je nach Richtung des Wärmestroms unterschiedlich
zu wählen. Bei einer Kühlung des Gases, d. h. Tm > TOF , ist n = 0, 0 bzw. kϑ = 1, 0 zu
wählen. Bei einer Aufheizung des Gases durch die Oberfläche, d. h. 0, 5 < Tm/TOF ≤ 1,
wird n = 0, 45 angenommen [VDI06], [Böc06]. Für den Bereich Tm/TOF ≤ 0, 5 stehen
in der Literatur nur wenige Angaben zur Verfügung, sodass im Rahmen dieser Arbeit der
Exponent n = 0, 45 auch auf diesen Bereich angewendet wird. Für Gase allgemein wird in
[Lie04] bis zur Untergrenze Tm/TOF = 0, 27 ein Exponent von n = 0, 47 angegeben. Da
dieser Wert quasi identisch ist mit dem vorgenannten und in [Gni95] angegebenen Wert von
n = 0, 45 für Luft, erscheint es auf dieser Grundlage vertretbar, den Anwendungsbereich bei
einer Aufheizung des Gases durch die Oberfläche bis auf 0, 27 ≤ Tm/TOF auszuweiten. Der
Bereich der im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten Extrapolation verringert sich dadurch
um etwa die Hälfte, d. h. noch einmal deutlich. Hieraus resultiert, dass die Beziehung
Nu =
ξ/8 Re P r
1 + 12, 7
√
ξ/8 (P r2/3 − 1) · kL · kϑ bzw.
Nu =
ξ/8 Re P r
1 + 12, 7
√
ξ/8 (P r2/3 − 1) ·
[
1 +
(
D
L
) 2
3
]
·
(
Tm
TOF
)n
(3.14)
mit ξ = (1, 8 log10Re − 1, 5)−2
13 Da die temperaturabhängigen Stoffwerte mit der lokal vorhandenen (mittleren) Fluidtemperatur ϑm be-
stimmt werden, liegt ein System mit quasi-konstanten Stoffwerten vor (vgl. [Her06]). Die erforderliche
Korrektur anhand der Stoffwertverhältnis-Methode erfolgt folgerichtig ebenfalls lokal.
14 In Anhang B ist dargestellt, dass die Druckabhängigkeit der Stoffwerte in der vorliegenden Problemstellung
keinen nennenswerten Einfluss besitzt.
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als Basis-/Modellgleichung im entwickelten (Teil-)Modell zu verwenden ist.
Da die thermische Einlauflänge, in der sich das Temperaturprofil entwickelt, anders als in
anderen Strömungsformen bei turbulenter Strömung sehr kurz ist, wird sie im Rahmen die-
ser Arbeit in guter Näherung vernachlässigt. Sie bzw. die hieraus resultierenden Effekte sind
jedoch bei Bedarf über existierende Steuerparameter (s. Unterabschnitt 3.4.4) beeinflussbar
bzw. können hiermit berücksichtigt werden.
3.4.2 Laminare Strömung (Re ≤ 2300)
Eine laminare Strömung in Rohren bzw. Kanälen liegt bei
Re =
v ·Di
ν
≤ 2300
vor. Für den in der Praxis sehr oft vorkommenden Fall eines nicht-kreisförmigen Querschnitts
wird, wie bereits dargestellt, im Rahmen dieser Arbeit anstatt von Di ersatzweise der hydrau-
lische Durchmesser Dhyd nach (3.9) aus Unterabschnitt 3.4.1 verwendet.
Die laminare Strömung unterscheidet sich in bedeutender Art und Weise von der im voran-
gegangenen Unterabschnitt dargestellten turbulenten Strömung. Wie bereits erläutert, liegen
in der Praxis der technischen Anwendungsfälle wie auch in der vorliegenden Aufgabenstel-
lung eines (brandbeanspruchten) Lüftungskanals zumeist keine laminaren, sondern turbulente
Strömungen vor ([MSS06], [Kra01], [Ger05], [Böc06] und [Kne05]). Vor diesem Hintergrund
erfolgt in der vorliegenden Arbeit keine detaillierte Darstellung bei diesen Bedingungen, son-
dern es wird an dieser Stelle stattdessen auf die einschlägige Literatur verwiesen und es
werden die modellbezogenen Besonderheiten für laminare Strömungen in Rohren bzw. Kanä-
len behandelt.
Allgemein lassen sich die in der Literatur dokumentierten Nusselt-Beziehungen für Rohre
und Kanäle danach unterscheiden, ob entweder die Wandtemperatur ϑOF oder aber die
Wärmestromdichte q˙ konstant ist. Da sich gemäß [VDI06] bei turbulenten Strömungen für
beide Randbedingungen im Grunde die gleichen (mittleren) Nusselt-Zahlen ergeben, wurde
folgerichtig in Unterabschnitt 3.4.1 keine diesbezügliche Differenzierung vorgenommen. Für
laminare Strömungen indes ist diese Unterscheidung notwendig, sodass im Folgenden die
grundlegenden Gleichungen für beide Randbedingungen nach [VDI06] angegeben werden.
Konstante Wandtemperatur (ϑOF = const.)
Für eine laminare Strömung in Rohren bzw. Kanälen mit konstanter Wandtemperatur gelten
die Beziehungen
Nuϑ,1 = 3, 66 für kleine Werte von Re P r
D
L
(3.15)
und
Nuϑ,2 = 1, 615
(
Re P r
D
L
) 1
3
für große Werte von Re P r
D
L
. (3.16)
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Der Term ReP r DL wird auch als Graetz-Zahl Gz bezeichnet. Für den gesamten Wertebereich
der Graetz-Zahl lässt sich in sehr guter Übereinstimmung mit
Nuϑ =
(
Nu3ϑ,1 + 0, 7
3 + (Nuϑ,2 − 0, 7)3
) 1
3 (3.17)
eine vereinfachte Beziehung angeben.
Bei gleichzeitigem hydrodynamischem und thermischem Einlauf ist (3.17) um den zusätzli-
chen Term
Nuϑ,3 =
(
2
1 + 22 P r
) 1
6
(
Re P r
D
L
) 1
2
(3.18)
zu erweitern, sodass letztlich für alle Rohrlängen die nachfolgende Gleichung nach Martin
angewendet werden kann [VDI06], [Mar07].
Nuϑ =
(
Nu3ϑ,1 + 0, 7
3 + (Nuϑ,2 − 0, 7)3 + Nu3ϑ,3
) 1
3 (3.19)
Wie bereits einleitend erklärt, werden in der vorliegenden Arbeit stets hydrodynamisch aus-
gebildete Strömungen in langen Kanälen unterstellt. Da (3.19) für Nuϑ,3 = 0 in (3.17) über-
geht, kann folgerichtig einerseits die allgemeine Beziehung (3.19) in den numerischen Code
implementiert und andererseits für den vorliegenden, speziellen Anwendungsfall Nuϑ,3 = 0
vorgegeben werden.
Konstante Wärmestromdichte (q˙ = const.)
Für eine laminare Strömung in Rohren bzw. Kanälen mit konstanter Wärmestromdichte gel-
ten die Beziehungen
Nuq˙,1 = 4, 364 für kleine Werte von Re P r
D
L
(3.20)
und
Nuq˙,2 = 1, 953
(
Re P r
D
L
) 1
3
für große Werte von Re P r
D
L
. (3.21)
Für den gesamten Wertebereich der Graetz-Zahl lässt sich in sehr guter Übereinstimmung
mit
Nuq˙ =
(
Nu3q˙,1 + 0, 6
3 + (Nuq˙,2 − 0, 6)3
) 1
3 (3.22)
eine vereinfachte Beziehung angeben.
Bei gleichzeitigem hydrodynamischem und thermischem Einlauf ist (3.22) um den zusätzli-
chen Term
Nuq˙,3 = 0, 924 P r
1
3
(
Re
D
L
) 1
2
(3.23)
zu erweitern, sodass letztlich für alle Rohrlängen die nachfolgende Gleichung nach Spang
angewendet werden kann [VDI06], [Mar07].
Nuq˙ =
(
Nu3q˙,1 + 0, 6
3 + (Nuq˙,2 − 0, 6)3 + Nu3q˙,3
) 1
3 (3.24)
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Wie bereits mehrmalig erklärt, werden in der vorliegenden Arbeit stets hydrodynamisch aus-
gebildete Strömungen in langen Kanälen unterstellt. Da (3.24) für Nuq˙,3 = 0 in (3.22) über-
geht, kann folgerichtig einerseits die allgemeine Beziehung (3.24) in den numerischen Code
implementiert und andererseits für den vorliegenden, speziellen Anwendungsfall Nuq˙,3 = 0
vorgegeben werden.
In der vorliegenden Aufgabenstellung, der numerischen Simulation eines brandbeanspruchten
Lüftungskanals mit Hilfe von CFD-Programmen, ist indes weder die Wärmestromdichte q˙
noch die Wandtemperatur ϑOF konstant bzw. eine eindeutige Zuordnung zu einer der beiden
vorgenannten Randbedingungen nicht möglich. Im Gegensatz zu turbulenten Strömungen in
Rohren bzw. Kanälen ergeben sich für diese Grenzsituationen bei laminaren Strömungen etwa
um 20 % voneinander abweichende Nusselt-Zahlen [Kne05]. Es wird daher in dieser Arbeit
für den laminaren Bereich eine Vorgehensweise gewählt, bei der die Beziehungen für beide
Randbedingungen (3.19) und (3.24) respektive die jeweiligen Anteile Nuϑ,i und Nuq˙,i gemit-
telt werden, um die sich möglicherweise ergebenden Abweichungen auf im Maximum 10 % zu
begrenzen. Die entsprechende Modellgleichung lässt sich demzufolge unter Berücksichtigung
von (3.15) und (3.20), (3.16) und (3.21) sowie (3.18) und (3.23) mit
Nu =
((
Nuϑ,1 + Nuq˙,1
2
)3
+ 0, 653 +
(
Nuϑ,2 + Nuq˙,2
2
− 0, 65
)3
· · ·
· · · +
(
Nuϑ,3 + Nuq˙,3
2
)3) 13
(3.25)
angeben, wobei für den vorliegenden, speziellen Anwendungsfall Nuϑ,3 = 0 und Nuq˙,3 = 0
vorgegeben wird. Abbildung 3.8 zeigt die sich ergebenden Nusselt-Zahlen für beide Randbe-
dingungen sowie für die gewählte Vorgehensweise (Mittelwertansatz) im Bereich laminarer
Strömung (Re ≤ 2300) am Beispiel eines quadratischen Lüftungskanals (Seitenlänge 0,4m)
der Länge 50 m. Es ist deutlich erkennbar, dass der gewählte Ansatz der Mittelwertbildung
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Abbildung 3.8: Nusselt-Zahlen für laminare Strömung in Rohren bzw. Kanälen nach unter-
schiedlichen Ansätzen
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über den gesamten (laminaren) Bereich der Re-Zahl im Maximum eine Abweichung von 10 %
zu den Resultaten der beiden Randbedingungen q˙ bzw. ϑOF = const. aufweist und folgerich-
tig für die Lösung der vorliegenden Fragestellung und für die Anwendung in numerischen
Brandsimulationen geeignet ist.
Wie in den Fällen ebener Oberflächen und turbulenter Rohrströmung zuvor stellen die aus
den vorangegangenen Gleichungen - insbesondere (3.25) - bestimmten (mittleren) Nusselt-
Zahlen integrale Mittelwerte über die gesamte innere Oberfläche des Rohrs bzw. Kanals dar.
Es handelt sich hierbei um für technische Anwendungen vereinfachte Formen der entspre-
chenden lokalen/örtlichen Nusselt-Beziehungen zur Bestimmung von Nux , die beispielsweise
in [VDI06] ebenso enthalten sind 15. Es wurde ferner bereits für die turbulente Rohrströmung
erläutert, dass für die Anwendung im Rahmen des in der vorliegenden Arbeit entwickelten
Modells einerseits diese mittleren Nusselt-Zahlen in vielerlei Hinsicht als ungeeignet zu be-
zeichnen sind sowie andererseits die Anwendbarkeit lokaler Nusselt-Zahlen insbesondere auf-
grund der fehlenden konstanten Randbedingungen an den Kanalwänden stark beschränkt ist.
Überdies wurde dargestellt, dass sich das Konzept der Relokalisierung jedoch auf Grundlage
der Erfüllung der in Abschnitt 3.3 genannten, für eine adäquate Methodik notwendigen Kon-
ditionen ausgezeichnet als neuartige Methodik zur Lösung der vorliegenden Aufgabenstellung
eignet und es für die Anwendung auf Rohre/Kanäle an der inneren Oberfläche gleichermaßen
in Längs- als auch in Umfangsrichtung eingesetzt wird.
Die für die turbulente Strömung in Rohren und Kanälen in Unterabschnitt 3.4.1 angegebe-
nen Erklärungen zur näherungsweisen Gleichstellung der logarithmischen Temperaturdifferenz
∆ϑln mit der Temperaturdifferenz ∆ϑ in (3.2) bzw. (3.13) mit (3.2) und zur Bezugstempe-
ratur für die Bestimmung der Stoffwerte, was letztlich in der Näherung ϑm ≈ ϑ0,0 mündet,
sind in analoger Art und Weise auch auf laminare Strömungen übertragbar. Ähnliches gilt
überdies für die in guter Übereinstimmung befindliche Verwendung der Gastemperatur der
ersten orthogonal an die Oberfläche angrenzenden Gasphasenzelle als ϑGas zur Bestimmung
der konvektiven Wärmestromdichte nach (3.2) und als Bezugstemperatur zur Bestimmung
der erforderlichen Stoffwerte. Anders als bei der turbulenten Strömung stellt sich hier jedoch
ausgehend von den konstanten Profilen zu Beginn keine Kolbenströmung, sondern nach eini-
ger Zeit bzw. Wegstrecke ein parabelförmiges Geschwindigkeitsprofil die sogenannte Hagen-
Poiseuille-Parabel über den Querschnitt ein. Die lokal vorhandene kalorische Mitteltemperatur
bzw. adiabatische Mischungstemperatur stimmt infolgedessen nicht mehr bzw. nicht mehr
immer in etwa mit der maximalen Fluidtemperatur der Kolbenströmung (=ˆ z. B. Fluidtempe-
ratur in der Mittelachse) überein. Bei einer nicht zu groben und nicht zu feinen Diskretisierung
liegt die Gastemperatur der ersten orthogonal an die Oberfläche angrenzenden Gasphasenzel-
le gerade auf dem zwischen der Wand und der Mittelachse parabelförmig ansteigenden bzw.
abfallenden Verlauf des Temperaturprofils und somit nahe - und bedeutend näher als bei-
spielsweise die Mittelachsentemperatur - an der lokalen kalorischen Mitteltemperatur. Diese
Aussage gilt für das voll ausgebildete Profile gleichermaßen wie für den vorangehenden Aus-
bildungsbereich. Für letztere Situation ist diese Näherung aufgrund des noch nicht so stark
parabelförmig, sondern noch teilweise konstant ausgeprägten Profils zudem noch weniger
15 Die mittlere Nusselt-Zahl wird im Allgemeinen mit dem Index „m“ bezeichnet. Im Folgenden bleibt der Index
für die mittlere Nusselt-Zahl unberücksichtigt, wenn eine Verwechslung ausgeschlossen werden kann. D. h.,
Nu entspricht der mittleren Nusselt-Zahl Num.
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einschneidend. Die Verwendung der gewählten Temperatur erscheint daher nach Abwägung
aller Vor- und Nachteile im Rahmen dieser Arbeit vertretbar, zumal, wie bereits mehrfach
erläutert, in der technischen Praxis zumeist eher turbulente Strömungen anzutreffen sind.
Dies bedeutet, dass wie für die turbulente Rohrströmung in sehr guter Näherung bei einer
lokalen Anwendung im Rahmen des Konzeptes der Relokalisierung die Stoffwerte nicht nur
mit der Temperatur einer normal zum betrachteten, lokalen Bereich der Oberfläche der festen
Phase liegenden Gaszelle bestimmt werden können, sondern dass hierfür sogar die unmittel-
bar angrenzende Gaszelle angewendet werden darf. Dass dies unter anderem eine hilfreiche
Erleichterung für die Implementierung in numerische Brandsimulationscodes darstellt, wurde
bereits mehrfach erklärt.
Die im Allgemeinen nicht konstanten, sondern unter anderem vom Druck und von der Tem-
peratur abhängenden Fluideigenschaften werden wie zuvor mit einem Korrekturterm nach-
träglich berücksichtigt. Gemäß [VDI06] gilt für Flüssigkeiten ein und derselbe, mithilfe von
Pr -Zahlen gebildete Korrekturterm. Zudem wird dort darauf hingewiesen, dass „eine Verein-
heitlichung mit dem Korrekturfaktor bei turbulenter Strömung anzustreben ist“. Der Korrek-
turterm zur Berücksichtigung der Temperaturabhängigkeit 16 der Stoffwerte kϑ wird demnach
im Rahmen dieser Arbeit und demnach dem Vorschlag in [VDI06] folgend in vollständiger
Übereinstimmung mit der turbulenten Strömung (siehe Unterabschnitt 3.4.1) angenommen.
Für den Fall Heizen des Gases wird für sehr große Temperaturunterschiede zwischen Tm und
TOF der Einfluss damit etwas überschätzt, da gemäß [VDI06] für diese Situation bei Lami-
narströmung lediglich eine weniger als 10 %-ige Änderung des Wärmeübergangskoeffizienten
in Experimenten u. a. mit Luft zu beobachten war. Aufgrund der Sonderstellung dieser Bedin-
gung und dem vorgenannten Vorschlag zur Vereinheitlichung des Korrekturterms erscheint
es jedoch vertretbar, diese Abweichung zu tolerieren.
3.4.3 Übergangsbereich (2300 < Re < 10000)
Frühere Untersuchungen zum erzwungenen konvektiven Wärmeübergang in Rohr-/Kanal-
strömungen gingen davon aus, dass bis zu einem Wert 2300 der Reynolds-Zahl eine laminare
Strömung vorliegt und sich anschließend, d. h. bei höheren Werten, eine turbulente Strömung
einstellt. Genauere Untersuchungen indes ergaben, dass sich an die obere Grenze des lami-
naren Bereichs bei Re = 2300 ein unbeständiges Gebiet, der sogenannte Übergangsbereich
anschließt, bevor mit Re ≥ 10000 turbulente Strömungen auftreten. Von Gnielinski wurde
in [Gni95] eine Vorgehensweise entwickelt, mit der eine Berechnung der Nusselt-Zahlen auch
in diesem Übergangsbereich mit 2300 < Re < 10000 stetig, d. h. ohne Sprünge, möglich ist.
Es handelt sich um eine lineare Interpolation zwischen den mithilfe der für Re = 2300 ausge-
werteten Gleichungen für laminare Strömung in Unterabschnitt 3.4.2 bzw. mit Hilfe der für
Re = 10000 ausgewerteten Gleichungen für turbulente Strömung in Unterabschnitt 3.4.1 be-
stimmten Nusselt-Zahlen NuL,2300 bzw. NuT,10000. Die bestimmende Interpolationsgleichung
lautet demzufolge
Nu = (1− γ) · NuL,2300 + γ · NuT,10000 (3.26)
16 In Anhang B ist dargestellt, dass die Druckabhängigkeit der Stoffwerte in der vorliegenden Problemstellung
keinen nennenswerten Einfluss besitzt.
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mit dem sogenannten Intermittenzfaktor γ für den Übergangsbereich gemäß
γ =
Re − 2300
10000− 2300 =
Re − 2300
7700
, (3.27)
der Werte im Bereich 0 ≤ γ ≤ 1 annehmen kann. Die untere Schranke, d. h. der Wert 0, stellt
hierbei die Obergrenze der laminaren Strömung dar; die obere Schranke, d. h. der Wert 1,
die entsprechende Untergrenze der turbulenten Strömung.
Es erscheint daher nur folgerichtig, die in den Unterabschnitten 3.4.1 und 3.4.2 gewählte Vor-
gehensweise sowie die grundlegenden Annahmen und Aussagen in gleicher Art und Weise auch
auf den vorliegenden Übergangsbereich anzuwenden bzw. auszuweiten. Dies gilt insbesondere
für das Konzept der Relokalisierung, die Verwendung der fluidbezogenen (hier: gasbezoge-
nen) Größen von der ersten, orthogonal an die Oberfläche angrenzenden Gasphasenzelle und
den Korrekturterm zur Berücksichtigung der Temperaturabhängigkeit der Stoffwerte kϑ, aber
auch für die weiteren Annahmen und Aussagen in den o. g. Unterabschnitten.
3.4.4 Einfluss von Abweichungen und Steuerparameter des
Relokalisierungskonzeptes
Im nachfolgenden Unterabschnitt erfolgt eine Auseinandersetzung mit ungewollten Abwei-
chungen in den Eingangsgrößen und deren Auswirkungen. Ferner werden die beiden als Steu-
erparameter bezeichneten Größen L und D (Di bzw. Dhyd) des Relokalisierungskonzeptes
dargestellt und deren Verwendung unter anderem zur zielgerichteten Beeinflussung und Be-
rücksichtigung lokaler Effekte veranschaulicht.
3.4.4.1 Einfluss von Abweichungen
Da die präzise Kenntnis der Eingangsgrößen in der Praxis nicht immer gegeben ist, können
naturgemäß auch bei holotischer Theorie und einwandfreier Berechnung Abweichungen in den
Endergebnissen entstehen. Hierin unterscheiden sich die horizontalen und vertikalen ebenen
Oberflächen nicht von Rohren oder Kanälen. Insbesondere die (theoretisch) korrekten Werte
von L und D (Di bzw. Dhyd) während eines Brandgeschehens sind nicht immer eindeutig
vorab bestimmbar. Aufgrund dessen sollen an dieser Stelle die Auswirkungen einer Abwei-
chung in diesen beiden Größen auf den zu berechnenden Wärmeübergangskoeffizienten α
bzw. die konvektive Wärmestromdichte q˙konv untersucht werden. Um den gesamten Bereich
aller Strömungsformen abzudecken, erfolgt diese Untersuchung sowohl für den technisch in-
teressanten Bereich der turbulenten Strömungen als auch für die beiden anderen Formen,
laminare Strömung und Übergangsbereich. Ausgewertet werden hierfür die jeweils entspre-
chenden Gleichungen aus diesem Kapitel.
Die Tabellen 3.2 bis 3.5 zeigen die Auswirkungen auf den zu berechnenden Wärmeübergangs-
koeffizienten α bzw. die konvektive Wärmestromdichte q˙konv , das bedeutet die prozentualen
Abweichungen in diesen beiden Größen 17, infolge einer ±10 %igen bzw. ±20 %igen Ab-
17 Da gemäß (3.2) q˙konv ∝ α ist und weder D noch L in diese Proportionalitätsbedingung eingehen, ergeben
sich für beide Größen identische Abweichungen. Die Auswirkungen auf die Sekundärgrößen (z. B. Nu)
werden hier nicht detailliert angegeben. Partiell sind diese jedoch identisch zu den angegebenen Werten,
da beispielsweise α ∝ Nu ist und L nicht in diese Proportionalitätsbedingung eingeht.
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Tabelle 3.2: Auswirkung einer ±10 %igen Abweichung in der Größe L (Abweichungen in %)
laminar
(Re = 1000)
Grenze
laminar-ÜB
(Re = 2300)
Übergangs-
bereich
(Re = 6150)
Grenze
ÜB-turbulent
(Re = 104)
turbulent
(Re = 106)
D = ... m 0,1 0,5 0,1 0,5 0,1 0,5 0,1 0,5 0,1 0,5
L = 5m 1,7 3,0 2,5 3,3 0,8 1,6 0,5 1,2 0,5 1,2
L = 10m 1,0 2,6 1,8 3,1 0,5 1,2 0,3 0,8 0,3 0,8
L = 50m 0,2 1,0 0,5 1,8 0,1 0,5 0,1 0,3 0,1 0,3
Tabelle 3.3: Auswirkung einer ±20 %igen Abweichung in der Größe L (Abweichungen in %)
laminar
(Re = 1000)
Grenze
laminar-ÜB
(Re = 2300)
Übergangs-
bereich
(Re = 6150)
Grenze
ÜB-turbulent
(Re = 104)
turbulent
(Re = 106)
D = ... m 0,1 0,5 0,1 0,5 0,1 0,5 0,1 0,5 0,1 0,5
L = 5m 3,4 6,1 5,0 6,6 1,5 3,2 0,9 2,4 0,9 2,4
L = 10m 2,1 5,2 3,7 6,2 1,0 2,4 0,6 1,6 0,6 1,6
L = 50m 0,4 2,1 1,0 3,7 0,3 1,0 0,2 0,6 0,2 0,6
Tabelle 3.4: Auswirkung einer ±5 %igen Abweichung in der Größe D (Abweichungen in %)
laminar
(Re = 1000)
Grenze
laminar-ÜB
(Re = 2300)
Übergangs-
bereich
(Re = 6150)
Grenze
ÜB-turbulent
(Re = 104)
turbulent
(Re = 106)
L = ... m 10 50 10 50 10 50 10 50 10 50
D = 0, 1m 4,0 4,8 3,7 4,8 1,2 1,3 1,0 1,1 0,7 0,8
D = 0, 5m 2,4 4,0 2,1 3,7 0,9 1,2 0,8 1,0 0,5 0,7
D = 1, 0m 2,0 3,3 1,6 3,0 0,7 1,1 0,7 1,0 0,3 0,7
Tabelle 3.5: Auswirkung einer ±10 %igen Abweichung in der Größe D (Abweichungen in %)
laminar
(Re = 1000)
Grenze
laminar-ÜB
(Re = 2300)
Übergangs-
bereich
(Re = 6150)
Grenze
ÜB-turbulent
(Re = 104)
turbulent
(Re = 106)
L = ... m 10 50 10 50 10 50 10 50 10 50
D = 0, 1m 8,0 9,6 7,2 9,1 2,4 2,6 2,1 2,2 1,5 1,7
D = 0, 5m 4,9 8,0 4,1 7,2 1,8 2,4 1,7 2,1 1,0 1,5
D = 1, 0m 4,0 6,6 3,1 5,8 1,5 2,2 1,5 1,9 0,6 1,3
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weichung in der Größe L und einer ±5 %igen bzw. ±10 %igen Abweichung in der Größe D
bei unterschiedlichen, für die jeweiligen Strömungsformen kennzeichnenden Reynolds-Zahlen
und D/L-Verhältnissen 18. Hierin wurden die Abweichungen für +X % und -X % arithme-
tisch gemittelt. Der Bereich für D wurde derart gewählt, dass mit der Obergrenze D = 1m
bzw. mit der Untergrenze D = 0, 1 m ein beispielsweise quadratischer Kanalquerschnitt mit
der Kantenlänge 1m bzw. 0, 1 m beschrieben wird. Oberhalb der Obergrenze liegen bereits
eher aneinanderstoßende Ebenen vor denn eine geschlossene Kanalgeometrie, sodass eine
Behandlung gemäß der Abschnitte 3.2 und 3.3 ratsam erscheint. Unterhalb der Untergrenze
liegen Querschnitte vor, die aufgrund ihrer geringen Abmessungen im Rahmen einer CFD-
Brandsimulation in aller Regel uninteressant sein dürften und ferner nicht in den Bereich der
vorliegenden Problemstellung - brandbeanspruchte Lüftungskanäle - fallen. Darüber hinaus
wurden die untersuchten Abweichungen in der Größe D geringer angesetzt, da davon aus-
zugehen ist, dass diese in der vorliegenden Problemstellung besser bekannt bzw. ermittelbar
ist als die Größe L, die grundsätzlich die thermisch beanspruchte Länge des Rohres darstellt
[VDI06].
Aus den Tabellen 3.2 und 3.3 lässt sich erkennen, dass sich die Abweichung in L in etwa linear
- bei sehr großen Abweichungen überproportional - fortpflanzt. Ferner nehmen mit zunehmen-
der Länge die Abweichungen grundsätzlich ab, sodass die größten Auswirkungen bei großem
D/L-Verhältnis also bei (sehr) kurzen Rohren im Vergleich zu den Querschnittsabmessungen
und gleichzeitiger laminarer Strömung auftreten (siehe hierzu auch [VDI06]). Im laminaren
Bereich nehmen die Abweichungen zudem mit zunehmender Re-Zahl zu, während sie in tech-
nisch interessanten Bereichen, d. h. im Übergangsbereich und bei turbulenten Strömungen,
stark abnehmen. Dort sind erfreulicherweise folglich durchweg äußerst geringe Auswirkungen
zu beobachten. Doch auch in den übrigen Bereichen liegen die Abweichungen noch deutlich
unter 10 %.
Die Tabellen 3.4 und 3.5 zeigen, dass sich auch die Abweichung in D in etwa linear - bei sehr
großen Abweichungen überproportional - fortpflanzt und dass die (prozentualen) Auswirkun-
gen stets gleich oder kleiner der Abweichung in D sind. Die Abweichungen sind wiederum im
laminaren Bereich am stärksten und nehmen hin zu technisch interessanten Bereichen stark
ab, sodass dort ebenfalls durchweg äußerst geringe Auswirkungen zu beobachten sind. Diese
Aussage gilt überdies für die Grenzwerte, die sich für L → ∞ ergeben und bei weniger als
1 % respektive weniger als 2 % liegen.
Zusammenfassend lässt sich also festhalten, dass bei unbeabsichtigten Abweichungen in den
Größen L und D insbesondere in den Bereichen, die von besonderem technischen Interesse
sind, lediglich geringe Auswirkungen auf den zu berechnenden Wärmeübergangskoeffizien-
ten α bzw. die konvektive Wärmestromdichte q˙konv zu beobachten sind. Demzufolge kann
wie bei den ebenen Oberflächen von einem nennenswert stabilen Verfahren gesprochen wer-
den. Da die Wahl geeigneter Werte für L und D insbesondere in komplexen Brandgeschehen
nicht immer einfach und eindeutig getroffen werden kann, ist diese gute Widerstandsfähigkeit
(Unempfindlichkeit) des Verfahrens gegenüber Abweichungen ein bedeutender Vorteil.
18 Die jeweils größten und geringsten Abweichungen sind hervorgehoben. Die Auswirkungen von Abweichun-
gen in der Größe L sind im turbulenten Bereich unabhängig von Re.
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3.4.4.2 Steuerparameter des Relokalisierungskonzeptes und deren Verwendung
Für das Konzept der Relokalisierung (vgl. Abschnitt 3.3) bietet die Wahl bzw. Vorgabe von
Werten für L und D indes auch einen großen Vorteil. Durch die Verwendung lokaler und
gegebenenfalls örtlich veränderlicher Werte kommt diesen Größen die Bedeutung eines Steu-
erparameters zu. Dieser kann gezielt eingesetzt werden, um einerseits lokale Effekte (Störun-
gen), die bei zu großer Annahme von L bzw. D durch das Konzept möglicherweise zu stark
gemittelt („verschmiert“) würden, durch eine lokalere Betrachtung zu verstärken. Andererseits
kann er verwendet werden, um identische, unmittelbar benachbarte Bedingungen (homogene
Bereiche), die bei zu kleiner Annahme von L bzw. D durch das Konzept möglicherweise zu
schwach gemittelt („verschmiert“), d. h. zu sehr als lokale Effekte betrachtet würden, durch
eine stärkere Mittelung abzuschwächen.
Die grundlegende Modellvorstellung entspricht dabei derjenigen, die bereits bei den horizon-
talen und vertikalen, ebenen Oberflächen verwendet und auf Seite 35f dargestellt wurde. Die
Vorgehensweise wird in analoger Art und Weise sowohl in Längs- als auch in Umfangsrichtung
auf Rohre bzw. Kanäle übertragen und eignet sich - durch Beeinflussung über die Steuer-
parameter - zudem unter anderem auch zur eventuellen Berücksichtigung der bei turbulen-
ten Strömungen aufgrund ihrer äußerst kurzen Ausdehnung näherungsweise vernachlässigten
thermischen Einlauflänge. Es ist jedoch für diese Konfiguration erneut zu überprüfen, ob die
gewünschten Effekte, d. h., dass beispielsweise ein kleinerer Wert für L zu einer Erhöhung
des zu berechnenden Wärmeübergangskoeffizienten α bzw. der konvektiven Wärmestrom-
dichte q˙konv führt, vom Modell tatsächlich wiedergegeben werden.
Wird zunächst eine Variation von L bei konstanter Größe D betrachtet, so zeigt sich über
alle Strömungsformen von laminar bis turbulent hinweg, dass eine Verringerung bzw. Ver-
größerung von L in der Eingabe gerade zu einer Vergrößerung bzw. Verringerung von α und
folglich zu der erforderlichen Verstärkung (lokaleren/stärkeren Betrachtung) bzw. Abschwä-
chung (gemitteltere/abgeschwächte Betrachtung) des konvektiven Wärmeübergangs führt.
Gleiches gilt in analoger Art und Weise auch für die Betrachtung von D bei konstanter Grö-
ße L, jedoch mit Ausnahme des Übergangsbereiches, aufgrund der zusätzlichen Änderung des
gemäß (3.27) von der Reynolds-Zahl und damit direkt von D abhängigen Intermittenzfak-
tors γ. Da wie bereits mehrfach erwähnt in der vorliegenden Aufgabenstellung sowie in der
allgemeinen Praxis primär der turbulente Strömungsbereich von besonderem technischen In-
teresse ist, erscheint es jedoch vertretbar, diese Unterschiedlichkeit zu tolerieren, wenngleich
deren Vorhandensein bei der Verwendung der Größe D als Steuerparameter zu beachten ist.
Es wurde bereits angesprochen, dass insbesondere in komplexen Brandgeschehen geeignete
Werte für die Steuerparameter nicht immer einfach und eindeutig angegeben werden können.
Für die u. a. aufgrund der nachfolgend dargestellten Problematik als Steuerparameter in der
Eingabe vorgesehene Größe L, die grundsätzlich die thermisch beanspruchte Länge des Roh-
res darstellt [VDI06], möge der im Folgenden skizzierte Vorschlag als Hilfestellung für eine
(erste) Annahme eines solchen geeigneten Wertes dienen. Im vorliegenden Anwendungsfall
ist einerseits die thermische Beanspruchung entlang des Rohres/Kanals nicht konstant bzw.
homogen und andererseits kann die Richtung der thermischen Beanspruchung im Verlauf des
Rohres/Kanals wechseln. Letzteres Phänomen tritt beispielsweise dann auf, wenn das Fluid
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in einem Kanal im Brandraum von der beheizten Oberfläche erwärmt wird und anschließend
beim Durchqueren eines angrenzenden Raumes diese Wärme an die dort kältere Oberfläche
wieder abgibt. Es ist daher empfehlenswert, geeignete Abschnitte zu definieren. Der Größe L
kann dann beispielsweise die Länge dieser Abschnitte zugeordnet werden. Diese Vorgehens-
weise lässt sich überdies auch auf die zuvor behandelten ebenen Oberflächen übertragen. Im
vorhergehenden Fall könnte ein Abschnitt dann beispielsweise die Wegstrecke vom Brandraum
oder -ort bis zu der Stelle sein, an der gerade Oberflächen- und Fluidtemperatur gleich sind,
d. h. an der der Richtungswechsel der thermischen Beanspruchung stattfindet, bzw. bis zum
Ende des Kanals, wenn letztere Strecke kürzer ist und folglich kein Richtungswechsel mehr
stattfindet. Gewiss ist auch dann noch die Wahl eines geeigneten Wertes nicht immer ein-
fach und eindeutig. Indes ist die gute Widerstandsfähigkeit (Unempfindlichkeit) gegenüber
Abweichungen auch in diesem Bereich ein bedeutender Vorteil und unterstützt hierdurch das
Verfahren.
3.5 Gleichzeitiges Auftreten von freiem und erzwungenem
konvektivem Wärmeübergang - Mischkonvektion
In den vorangegangenen Abschnitten wurden die Phänomene des freien und des erzwunge-
nen konvektiven Wärmeübergangs zwischen Gasphase und fester Phase getrennt dargestellt
und jeweils Modellvorstellungen entwickelt, die es ermöglichen, im Rahmen von numerischen
Brandsimulationen die dabei in Erscheinung tretenden physikalischen Vorgänge adäquat abzu-
bilden. In der Natur tritt entweder der freie oder der erzwungene konvektive Wärmeübergang
im Allgemeinen jedoch nicht separat auf. Vielmehr überlagern sich beide Phänomene stets
gegenseitig, da jeder erzwungenen Strömung mit konvektivem Wärmeübergang eine freie
Strömung, resultierend aus den durch die Temperaturunterschiede bedingten Dichteunter-
schieden, überlagert ist [Wil78]. Für die praktische Anwendung lassen sich jedoch anhand von
geeigneten Kriterien, beispielsweise nach Jackson/Hall oder die Archimedes-Zahl Ar = Gr
Re2
([Kau02] und [Inc96]), Bereiche definieren, in denen jeweils eine der beiden Formen des kon-
vektiven Wärmeübergangs über die entsprechend andere dominiert bzw. beide Formen einen
nennenswerten Beitrag leisten. Letzteren Bereich bezeichnet man als den Bereich der Misch-
konvektion. Hierbei ist zu beachten, dass, wie bereits erwähnt wurde, turbulente Strömungen
und folglich der einhergehende konvektive Wärmeübergang bedeutend schwieriger zu behan-
deln sind, als dies bei laminaren Strömungen der Fall ist. Nicht zuletzt aufgrund dessen ist
dieses Gebiet nach wie vor Gegenstand der aktuellen Forschung.
Im nachfolgenden Abschnitt soll anhand von vertikalen und horizontalen ebenen Oberflächen
einerseits und Rohr- bzw. Kanalströmungen andererseits untersucht werden, ob und unter
welchen Bedingungen eine Form des konvektiven Wärmeübergangs überwiegt bzw. wie der
Bereich der Mischkonvektion im Hinblick auf die Verwendung im Rahmen von numerischen
Brandsimulationen zu behandeln ist.
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3.5.1 Mischkonvektion an vertikalen und horizontalen ebenen Oberflächen
Bei der Betrachtung des konvektiven Wärmeübergangs an vertikalen und horizontalen ebenen
Oberflächen liegen über- bzw. umströmte Körper (external flow) vor, was in gleicher Weise
auch für den Fall einer Mischkonvektion gilt. Generell kann hierbei nach dem Komponenten-
ansatz in [Chu77] und [VDI06], bei dessen Vorgehensweise ein kombinierter Wert aus den
Einzelwerten der freien und der erzwungenen Konvektion bestimmt wird, zwischen gleichge-
richteter (assisting/aiding) und entgegengerichteter (opposing) Mischkonvektion unterschie-
den werden [Lic04]. Die beiden Fälle zeichnen sich dadurch aus, dass sie sich entweder positiv
oder negativ überlagern, d. h., dass sich beide Konvektionsanteile gegenseitig verstärken bzw.
abschwächen. Nach [Dit95] lässt sich mit
αmisch =
n
√∣∣αnerzw ± αnf rei ∣∣ (3.28)
die erforderliche Bestimmungsgleichung für den Wärmeübergangskoeffizienten in Situationen
mit Mischkonvektion αmisch angeben, wobei einerseits der Exponent n von der Konfiguration
(Art des Körpers, Orientierung, etc.) abhängt sowie andererseits - hier entsprechend der
Anwendung auf über- bzw. umströmte Körper (ebene Oberflächen) -
a) „+“ für den gleichgerichteten und
b) „-“ für den entgegengerichteten Fall
zu verwenden sind. Die Zuordnung zu den Fällen a) und b) hängt hierbei entscheidend von
der Orientierung des Körpers (hier: ebene Oberfläche) ab, was im Folgenden näher betrachtet
werden soll.
3.5.1.1 Horizontale ebene Oberflächen
Für den hier behandelte, beispielsweise in [VDI06] nicht explizit dargestellten Sonderfall von
Mischkonvektion an horizontalen ebenen Oberflächen, die an der Ober- oder Unterseite er-
wärmt oder gekühlt werden, existieren in der Literatur zwei unterschiedliche Ansätze der
Zuordnung zu den zuvor genannten Fällen.
Einerseits werden diese Bedingungen beispielsweise in [Inc96] als quer verlaufende Strömung
(transverse flow) gemäß Abbildung 3.9 bezeichnet und unabhängig von der Richtung der
freien Konvektion als gleichgerichtete Mischkonvektion (Fall a)) verstanden. Bei turbulenten
Abbildung 3.9: Quer verlaufende Strömung (transverse flow)
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Strömungsverhältnissen, wie sie im Rahmen dieser Arbeit vorliegen, seien die Effekte aus der
Überlagerung zudem üblicherweise vernachlässigbar ([Inc96], [Kay04]). Allerdings zeigt unter
anderem das Anwendungsbeispiel in [VDI06], dass infolge eines gleichzeitigen Auftretens von
freiem und erzwungenem konvektivem Wärmeübergang auch bei nicht-laminaren Strömun-
gen eine bedeutsame gegenseitige Beeinflussung auftreten kann, sodass die Mischkonvektion
an ebenen Oberflächen in dieser Arbeit weiter verfolgt und nicht vernachlässigt wird.
Andererseits lassen sich in der Literatur (z. B. [Pop90], [Lin90] und [Kay04]) viele eindeutige
Belege dafür finden, dass auch bei horizontalen, ebenen Oberflächen sowohl eine gleichge-
richtete als auch eine entgegengerichtete Mischkonvektion existiert. In [Lin90] wird darüber
hinaus (3.28) erfolgreich auf die Fälle a) und b) bei horizontalen - und auch vertikalen -
Ebenen angewendet. Dieser Vorgehensweise folgt auch Lichte in [Lic04], gemäß dem nach
dem oben genannten Komponentenansatz gleichgerichtete Mischkonvektion dann vorliegt,
wenn für den freien Konvektionsanteil die Strömung im Grenzschichtfluid nicht durch die
Oberfläche behindert ist. Dies ergibt, wenn vorangegangene Aussage auf horizontale, ebene
Oberflächen angewendet wird, die Zuordnung nach Tabelle 3.6. Abbildung 3.10 veranschau-
Tabelle 3.6: Mischkonvektion an einer horizontalen ebenen Oberfläche
Oberseite Unterseite
ϑLuf t ≤ ϑOF gleichgerichtet (+) entgegengerichtet (-)
ϑLuf t > ϑOF entgegengerichtet (-) gleichgerichtet (+)
licht noch einmal diese Gegebenheiten.
Abbildung 3.10: Mischkonvektion an einer horizontalen ebenen Oberfläche
Mithilfe dieser und weiterer Literatur (u. a. [Zho00], [Her00], [Dit95], [Roh98], [Lie04],
[Kay04] und [BM99]) kann die in [Lic04] dokumentierte Modellvorstellung bestätigt und auch
auf die hier vorliegenden turbulenten Strömungen ausgeweitet werden. Betrachtet man die
Art der Schichtung ober- bzw. unterhalb der erwärmten oder gekühlten, horizontalen ebenen
Oberfläche, so lässt sich die Zuordnung nach Tabelle 3.6 zudem grundlegend bestätigen. Im
Falle einer im Vergleich zur Umgebung an der Oberseite gekühlten bzw. an der Unterseite
erwärmten Oberfläche stellt sich eine weitestgehend stabile Schichtung (mit einer Trennung
in der Grenzschicht) ein, die zu einer Reduktion der Turbulenz und folglich zu einem vermin-
derten konvektiven Wärmeaustausch führt. Im Gegensatz dazu erzeugt der freie Konvekti-
onsanteil im Falle einer im Vergleich zur Umgebung an der Oberseite erwärmten bzw. an der
Unterseite gekühlten Oberfläche eine erhöhte Turbulenz mit einem folglich verbesserten kon-
vektiven Wärmeaustausch. Abbildung 3.11 illustriert die beiden möglichen Schichtungsarten
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an einer nach oben oder nach unten gerichteten und erwärmten oder gekühlten Oberfläche.
Analoges war in Abschnitt 3.2 zu beobachten, da auch dort der Fall b) (an der Obersei-
(a) erhöhte Turbulenz (b) stabile Schichtung
Abbildung 3.11: Mögliche Schichtungsarten an einer nach oben/nach unten gerichteten und
erwärmten/gekühlten Oberfläche
te aufgeheizt bzw. an der Unterseite abgekühlt) einen höheren Wärmeübergangskoeffizien-
ten α ergab als der Fall c) (an der Unterseite aufgeheizt bzw. an der Oberseite abgekühlt).
Nach [Kak87] sind (weitere) Untersuchungen zu externer turbulenter Mischkonvektion, d. h.
Mischkonvektion bei turbulent über- bzw. umströmten Körpern, nicht vorhanden, sodass auf
Grundlage der zuvor dargestellten Gegebenheiten im Rahmen dieser Arbeit folgerichtig die
Vorgehensweise mittels Tabelle 3.6 und (3.28) zur Berücksichtigung der Mischkonvektion an
horizontalen ebenen Oberflächen verwendet wird. Der Exponent n in (3.28) liegt für diese
Konfiguration üblicherweise in einem Bereich zwischen 3 und 4 (z. B.: 3 [Kay04]; 3,5 [Dit95];
4 [Lin90]). Um eine Übereinstimmung mit dem Vorgehen bei vertikalen ebenen Oberflächen
zu erzielen, wird vereinfachend n = 3 gewählt.
3.5.1.2 Vertikale ebene Oberflächen
Die turbulente Mischkonvektion an vertikalen ebenen Oberflächen - sowie in vertikalen Roh-
ren/Kanälen - insbesondere bei hohen Rayleigh- und Reynolds-Zahlen ist Gegenstand der
aktuellen Forschung (vgl. [Höl06]). In [Nol05] wird beispielsweise die von Hall/Price gemach-
te Beobachtung dargestellt, dass in einer überwiegend vom Auftrieb bestimmten Konvektion
die Überlagerung einer erzwungenen Strömung zunächst den Umschlag in die Turbulenz ver-
zögert. Der Grund hierfür ist die dadurch entstehende Einschränkung einer Ablösung der
Grenzschicht. Demzufolge trat erst bei höheren Werten der Rayleigh-Zahl die den Wärme-
übergang steigernde Wirkung der Überlagerung auf. Allerdings wird zugleich darauf hingewie-
sen, dass das beschriebene Verhalten noch nicht ausreichend untersucht wurde. Folgerich-
tig wird für die Berücksichtigung der Mischkonvektion an vertikalen ebenen Oberflächen im
Rahmen dieser Arbeit eine andere, jedoch allgemein anerkannte und bereits vielfach doku-
mentierte Vorgehensweise gewählt und auf die vorliegende Problemstellung angewendet (vgl.
u. a. [VDI06], [Dit95], [Inc96], [Böc06], [Bae06], [Mar07] und [Lie04]). Demnach liegt eine
gleichgerichtete Mischkonvektion (Fall a)) dann vor, wenn die erzwungene Konvektionsströ-
mung in Richtung der freien Auftriebsströmung oder in spitzem Winkel hierzu gerichtet ist,
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d. h. 0◦ ≤ γ < 90◦. Andererseits liegt eine entgegengerichtete Mischkonvektion (Fall b))
dann vor, wenn die erzwungene Konvektionsströmung entgegen der Richtung der freien Auf-
triebsströmung oder in stumpfem Winkel hierzu gerichtet ist, d. h. 90◦ < γ ≤ 180◦. γ ist
hierin jeweils der Winkel zwischen der erzwungenen und der freien Strömung. Abbildung 3.12
stellt diese Zusammenhänge nochmals grafisch dar. Eine gleichgerichtete Mischkonvektion
mündet in einer Verstärkung bzw. Verbesserung des konvektiven Wärmeübergangs, was durch
das „+“-Zeichen in (3.28) berücksichtigt wird. Andererseits mündet eine entgegengerichtete
Mischkonvektion in einer Schwächung bzw. Verschlechterung und wird folgerichtig durch das
„-“-Zeichen in dieser Bestimmungsgleichung berücksichtigt ([Bae06], [Dit95]).
Abbildung 3.12: Gleichgerichtete und entgegengerichtete Mischkonvektion an vertikalen bzw.
geneigten ebenen Oberflächen [VDI06]
Konkret für vertikale ebene Oberflächen (γ = 0◦ bzw. γ = 180◦) ausgewertet, bedeutet dies,
dass gleichgerichtete Mischkonvektion bei einer erzwungenen Aufwärtsströmung an einer er-
wärmten Wand bzw. bei einer erzwungenen Abwärtsströmung an einer gekühlten Wand vor-
liegt, während entgegengerichtete Mischkonvektion bei einer erzwungenen Aufwärtsströmung
an einer gekühlten Wand bzw. bei einer erzwungenen Abwärtsströmung an einer erwärmten
Wand auftritt [Dit95], wie Abbildung 3.13 zeigt.
In der Literatur existiert derweil keine Einschränkung auf eine bestimmte Strömungsform.
Zudem wird unter anderem aus dem Anwendungsbeispiel in [VDI06] sowie den Darstellungen
in [Mar07] deutlich, dass die zuvor dargestellte Vorgehensweise gegenwärtig auf den Bereich
nicht-laminarer Strömungen angewendet werden darf. Folgerichtig ist vor diesem Hintergrund
auch die Anwendung auf die in dieser Aufgabenstellung vorliegenden turbulenten Strömungs-
verhältnisse zulässig.
Um für den erzwungenen Konvektionsanteil zu entscheiden, ob eine nach oben oder nach un-
ten gerichtete Strömung vorliegt, wird die z-Komponente 19 der (erzwungenen Außen-)Strö-
mung an der vertikalen ebenen Oberfläche verwendet. Als (vereinfachende) Modellannahme
kann die Unterscheidung in die beiden Fälle
19 Üblicherweise ist die z-Achse entgegen der Erdbeschleunigung g gerichtet. Sollte hiervon abgewichen
werden, ist stattdessen die dann entsprechende Komponente zu verwenden.
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Abbildung 3.13: Gleichgerichtete und entgegengerichtete Mischkonvektion an einer vertika-
len, ebenen Oberfläche [Bae06]
α) z-Komponente ≤ 0 ⇒ „nach unten gerichtet (Abwärtsströmung)“ und
β) z-Komponente > 0 ⇒ „nach oben gerichtet (Aufwärtsströmung)“
dienen, da in der zuvor dargestellten Vorgehensweise keine Angaben hierzu vorhanden sind
und ein Abrücken davon außerhalb des Rahmens dieser Arbeit liegt.
Auf Grundlage der zuvor dargestellten Gegebenheiten wird im Rahmen dieser Arbeit folgerich-
tig das zuvor dargestellte Vorgehen unter Einbeziehung von (3.28) zur Berücksichtigung der
Mischkonvektion an vertikalen ebenen Oberflächen verwendet. Der erforderliche Exponent n
in (3.28) wird für diese Konfiguration üblicherweise mit n = 3 angenommen [Dit95].
3.5.1.3 Anwendungsbereich für entgegengerichtete Mischkonvektion
Entsprechend dem VDI-Wärmeatlas [VDI06] ist (3.28) für den Fall entgegengerichteter
Mischkonvektion nicht für alle Verhältnisse Nuf rei/Nuerzw (bzw. αf rei/αerzw ) abgesichert,
sodass der Anwendungsbereich auf Situationen mit nicht zu großem freiem konvektivem
Wärmeübergang beschränkt wird. Für die übrigen Konstellationen wird indes keine Aussage
getroffen, was einerseits physikalische bzw. technische Fragestellungen und andererseits nu-
merische Probleme bei der Anwendung im Rahmen von CFD-Simulationen aufwirft, da diese
Situationen in der Realität durchaus auftreten können. Im Folgenden soll dieser Spezialfall
mit dem Ziel einer geeigneten und praktikablen (Näherungs-)Lösung untersucht werden.
Die Begründung für die bestehende Beschränkung kann den Ausführungen in [Che86] ent-
nommen werden. Demnach zeigen experimentelle Daten für entgegengerichtete Mischkon-
vektion ab einem Verhältniswert von etwa Nuf rei/Nuerzw = 0, 8 eine breitere Streuung
bzw. eine stärkere Abweichung vom zuvor beschriebenen Komponentenansatz. Wenngleich
die existierende Ergebnisdichte in diesem Bereich auch äußerst gering ist, wird demzufolge
eine entsprechende Beschränkung des Anwendungsbereichs vorgeschlagen. Indes sind weder
in der Literatur außer dem Komponentenansatz allgemeingültige Angaben vorhanden, wie
der mathematisch mögliche Bereich des Verhältnisses zwischen 0, 8 und 1, 0 zu behandeln
ist, noch wird der Komponentenansatz in diesem Bereich grundsätzlich widerlegt. Daher er-
scheint es nach Abwägen sämtlicher Vor- und Nachteile im Rahmen dieser Arbeit vertretbar,
den Anwendungsbereich für entgegengerichtete Mischkonvektion bis zu einem Verhältniswert
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von 1, 0 auszuweiten.
In der Literatur sind - vermutlich aufgrund der geringeren technischen Relevanz - zudem keine
allgemeingültigen Angaben über den Bereich mit Verhältniswerten größer als 1, 0, d. h. für
Konstellationen, in denen der freie konvektive Wärmeübergang den erzwungenen überwiegt,
vorhanden. Stellt man den ursprünglich von Churchill beschriebenen Komponentenansatz um,
so kann er alternativ in der Form
Y 3 = 1±X3, mit: X = Nuf rei
Nuerzw
und Y =
Numisch
Nuerzw
geschrieben und grafisch dargestellt werden (vgl. durchgezogene Linien in Abbildung 3.14a).
Für die zuvor genannten Situationen (X > 1, 0), würden sich dann nämlich bei entgegenge-
richteter Mischkonvektion (negatives Vorzeichen) negative Nusselt-Zahlen ergeben. Im Nah-
bereich von (großen) Bränden tritt dieser Fall aller Voraussicht nach nicht auf, da dort infolge
des Brandherdes mit großen Strömungsgeschwindigkeiten zu rechnen ist, die bei Vorüberzie-
hen an einer Oberfläche zu einem hohen erzwungenen konvektiven Wärmeübergang führen
werden. Weiter entfernt können sich diese Situationen jedoch ergeben und müssen dann von
einem Modell für konvektiven Wärmeübergang zwischen Gasphase und fester Phase geeignet
beschrieben werden. Mehrere Ansätze sind hierfür denkbar und wurden im Rahmen dieser
Arbeit erarbeitet und bewertet. Die evidenteste und zielführendste Vorgehensweise wird im
Folgenden dargestellt. Ausgangspunkt ist die Feststellung, dass unabhängig davon, welche
Art des konvektiven Wärmeübergangs überwiegt, beide bei entgegengerichteter Mischkon-
vektion gemäß der obigen Definition für ebene Oberflächen voneinander zu subtrahieren sind.
Für den Fall, dass die erzwungene Art überwiegt, ist die freie Art in Übereinstimmung mit
dem ursprünglich von Churchill beschriebenen Komponentenansatz hiervon zu subtrahieren.
Auf analoge Art und Weise kann dieses Vorgehen jetzt ebenso auf den umgekehrten Fall
übertragen werden, was auf die Formulierung
Nu3misch = Nu
3
f rei − Nu3erzw bzw. Y 3 = X3 − 1
führt. Zusammengefasst mit der oben angegebenen Formulierung lässt sich demnach die
Beziehung (vgl. u. a. [Bae06])
Y 3 =
∣∣1±X3∣∣ bzw. Nu3misch = ∣∣Nu3erzw ± Nu3f rei ∣∣
respektive die Beziehung (3.28) (vgl. [Lic04]) ableiten. Analytisch bedeutet dies im Bereich
X > 1, 0 eine Spiegelung des Kurvenverlaufs an der Abszisse, womit das Auftreten von ne-
gativen Nusselt-Zahlen verhindert wird und sich ein qualitativ vergleichbarer Verlauf wie bei
der Mischkonvektion in vertikalen Rohren ergibt (vgl. Abbildung 3.16). Das Vorgehen bei
entgegengerichteter Mischkonvektion kann gewissermaßen als Bildung einer Netto-Nusselt-
Zahl bzw. eines Netto-Wärmeübergangskoeffizienten verstanden werden. Es ist nun ebenfalls
möglich, die oben angegebene und in Abbildung 3.14a dargestellte Beziehung derart zu mo-
difizieren, dass die Nusselt-Zahl für Mischkonvektion auf den Wert bei alleinigem freiem
konvektivem Wärmeübergang bezogen wird. Diese lässt sich dann gemäß
Y˜ 3 =
∣∣∣X˜3 ± 1∣∣∣ , mit: X˜ = Nuerzw
Nuf rei
und Y˜ =
Numisch
Nuf rei
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Abbildung 3.14: Nusselt-Zahl für gleich- und entgegengerichtete Mischkonvektion
formulieren und entsprechend Abbildung 3.14b darstellen. Die eingangs angegebene Be-
schränkung würde sich damit zu Nuerzw/Nuf rei > 1, 25 ergeben.
In Abbildung 3.14 sind die Beziehungen, aus denen sich die Nusselt-Zahl für gleich- und
entgegengerichtete Mischkonvektion ergibt, grafisch dargestellt. Die durchgezogenen Lini-
en decken die in [Che86] definierten Bereiche ab, während die Strichlinien die im Rahmen
dieser Arbeit durchgeführten Erweiterungen zeigen. Hierdurch können für sämtliche Verhält-
nisse von Nuf rei/Nuerzw bzw. αf rei/αerzw die jeweiligen Werte bei Mischkonvektion mittels
(3.28) bestimmt werden.
Zu beachten ist, dass diese vorgeschlagene Vorgehensweise im erweiterten Anwendungsbe-
reich für entgegengerichtete Mischkonvektion unter Umständen größere Abweichungen auf-
weisen kann. Jedoch lässt sich diese Zone nochmals bedeutend einschränken, da lediglich
ein kritischer Bereich davon betrachtet werden muss, in dem beiden Arten des konvektiven
Wärmeübergangs einen nennenswerten Einfluss besitzen und folglich von Mischkonvektion zu
sprechen ist. Sollte indes eine der beiden Arten überwiegen bzw. in einer Grenzbetrachtung
alleinig auftreten, ist ohnehin nur deren Wert (Nu bzw. α) maßgebend und das Vorgehen
folgerichtig eindeutig und ohne Näherung. Dies wird anhand der (durchgezogenen) Kurven-
verläufe an den Abszissenrändern in Abbildung 3.14 klar ersichtlich. Es ist daher abschließend
zu überprüfen, ab welchem Verhältniswert zwischen freiem und erzwungenem konvektivem
Wärmeübergang von einem Überwiegen der freien Art (d. h. Nuf rei  Nuerzw ) ausgegangen
werden kann. Berücksichtigt man die Unsicherheiten, die mit den empirischen Korrelationen
zur Bestimmung von Nusselt-Zahlen üblicherweise verbunden sind (vgl. [Che86], [Inc96]), so
ist die Annahme erlaubt, dass eine 10 %ige Abweichung bei Verwendung des Wertes für allei-
nigen freien konvektiven Wärmeübergang anstatt des Wertes für Mischkonvektion tolerierbar
ist. Unter Verwendung der zuvor angegebenen Beziehungen lässt sich dies formelmäßig mit
Numisch
Nuf rei
= 3
√
1− Nuerzw
Nuf rei
= 0, 9 (bzw. 1, 1)
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darstellen 20. Wird dieser Ausdruck ausgewertet, so erhält man mit
Nuf rei
Nuerzw
= 1, 545
den Verhältniswert, ab dem von einem Überwiegen der freien Art ausgegangen werden kann.
Für sehr große Werte von Nuf rei gegenüber Nuerzw gleichen sich die Nusselt-Zahlen für
gleich- und entgegengerichtete Mischkonvektion immer weiter an, bis sich schließlich in der
Grenzbetrachtung Numisch,gleich ≈ Numisch,entgegen ergibt. Es ist währenddessen noch im-
mer folgerichtig und der Erwartung entsprechend die Nusselt-Zahl für entgegengerichtete
Mischkonvektion geringer als für gleichgerichtete, d. h. es existiert kein Schnittpunkt zwi-
schen den beiden Kurven Y 3 =
∣∣1−X3∣∣ und Y 3 = 1 + X3 (bzw. Y˜ 3 = ∣∣∣X˜3 − 1∣∣∣ und
Y˜ 3 = X˜3 + 1). Der vorgenannte kritische Bereich für ebene Oberflächen mit entgegenge-
richteter Mischkonvektion und erhöhtem freiem konvektivem Wärmeübergang kann demnach
zusammenfassend angegeben werden zu
0, 8 ≤ Nuf rei
Nuerzw
≤ 1, 545.
Werden exemplarisch die obere Grenze einerseits für gleich- und andererseits für entgegenge-
richtete Mischkonvektion ausgewertet und die beiden resultierenden Nusselt-Zahlen Numisch
anschließend ins Verhältnis gesetzt, so wird ein deutlicher Unterschied zwischen gleich- und
entgegengerichteter Mischkonvektion erkennbar. Ferner lässt sich auf einfache Weise zei-
gen, dass im oben angegebenen kritischen Bereich die Nusselt-Zahl für (entgegengerichtete)
Mischkonvektion stets kleiner ist, als die entsprechende Nusselt-Zahl bei alleinigem freiem
konvektivem Wärmeübergang. Je nach Nuf rei/Nuerzw -Verhältnis ist in demselben Bereich
Numisch kleiner oder größer als die entsprechende Nusselt-Zahl bei alleinigem erzwungenem
konvektivem Wärmeübergang. Konsequent ist der Algorithmus für den erweiterten Anwen-
dungsbereich so zu wählen, dass sich Numisch zwischen den entsprechenden Nusselt-Zahlen
bei alleinigem freiem bzw. erzwungenem konvektivem Wärmeübergang ergibt. Die Annah-
me Numisch = Nuf rei bzw. Numisch = Nuerzw oder etwa Numisch = 0 wäre entsprechend
verfehlt. Das vorgeschlagene Vorgehen der Überlagerung mit Absolutwertbildung ist daher
einzig folgerichtig und vollkommen geeignet. Es ist überdies stringent, da es das Grundprinzip
der Überlagerung bei entgegengerichteter Mischkonvektion an ebenen Oberflächen - Diffe-
renzbildung der Werte bei alleinigem freiem bzw. erzwungenem konvektivem Wärmeübergang
(Netto-Bilanz) - aufgreift, und konsistent, da sich für Nuf rei → ∞ ∧ Nuerzw = const. die
Situation Numisch → Nuf rei einstellt. Das Verfahren bzw. dessen Gleichungen stehen ferner
mit in der Literatur (u. a. [Lic04], [Bae06], [Dit95]) anzutreffenden Angaben in Einklang. Die
unter Umständen bei dieser Erweiterung des Anwendungsbereiches der entgegengerichteten
Mischkonvektion auftretenden größeren Abweichungen erscheinen nach Abwägen sämtlicher
Vor- und Nachteile im Rahmen dieser Arbeit vertretbar. Insbesondere ist der kritische Be-
reich gering und tritt in aller Regel erst weiter entfernt vom Brandherd auf. Diese Zone ist
jedoch oft nicht der vorrangig interessante Bereich. Darüber hinaus ist die Vorgehensweise,
wie zuvor dargestellt wurde, folgerichtig und substanziiert, währenddessen mit Ausnahme der
vorgenannten, in Einklang mit dem gewählten Vorgehen stehenden Literatur keine weiteren
Angaben über den erweiterten Anwendungsbereich vorliegen.
20 Es lässt sich leicht zeigen, dass der Fall 1, 1 nicht auftreten kann.
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3.5.2 Mischkonvektion bei Rohr-/Kanalströmungen
Auch bei Rohr- bzw. Kanalströmungen können sich der freie und der erzwungene konvektive
Wärmeübergang überlagern und auf diese Weise zu einer Mischkonvektion führen. Da diese
Konfigurationen für technische Fragestellungen von großer Bedeutung sind, wurden in grö-
ßerem Umfang entsprechende Untersuchungen durchgeführt. Anhand der im Rahmen dieser
Arbeit behandelten Situation eines brandbeanspruchten Lüftungskanals wird im Folgenden die
Behandlung der Mischkonvektion im Innern von horizontal und vertikal angeordneten Kanälen
im entwickelten Modell dargestellt.
3.5.2.1 Horizontale Rohre/Kanäle
Wie bereits in Unterabschnitt 3.4.1 dargestellt wurde, liegen in der Praxis, wie auch bei
der vorliegenden Problemstellung eines brandbeanspruchten Lüftungskanals, in Rohren bzw.
Kanälen in aller Regel turbulente Strömungen vor. Gemäß [Kak87] können unter diesen Be-
dingungen in horizontalen Rohren bzw. Kanälen der Anteil einer freien Konvektion und dem-
zufolge auch eine etwaige Mischkonvektion vernachlässigt werden. Diese Aussage wird verein-
fachend auch auf laminare Strömungen und den Übergangsbereich übertragen. Daher werden
im Rahmen dieser Arbeit der freie konvektive Wärmeübergang und die Mischkonvektion in
horizontalen Rohren/Kanälen nicht tiefer gehend betrachtet, sondern die Untersuchung auf
die erzwungene Form (vgl. Abschnitt 3.4) beschränkt. Für andere Fragestellungen, beispiels-
weise laminare Strömungen in horizontalen Rohren, sei an dieser Stelle auf die einschlägige
Fachliteratur hierzu (z. B. [Kak87]) verwiesen.
3.5.2.2 Vertikale Rohre/Kanäle
In der Praxis fällt der Anteil der vertikalen Lüftungskanäle verglichen mit der horizontalen
Anordnung naturgemäß geringer aus, da Letztere oft eine große Anzahl an Räumen auf
einer Etage bzw. Ebene versorgen müssen, während vertikale Kanäle in der Regel die Versor-
ger der horizontalen Kanäle darstellen und von Etage zu Etage geführt werden (vgl. Abbil-
dung 3.15). Ferner deuten entsprechende Angaben in DIN V 4102-21 [DIN02] daraufhin, dass
waagerechte, d. h. horizontale Lüftungsleitungen (= Lüftungskanäle) bei einer Brandprüfung
im Brandraum eher die Standsicherheit verlieren als senkrechte Lüftungsleitungen. Dennoch
stellen sie einen bedeutenden Baustein der technischen Gebäudeausrüstung dar und sollen
daher im Folgenden auf die Notwendigkeit zur Berücksichtigung des freien konvektiven Wär-
meübergangs bzw. einer Mischkonvektion untersucht werden. Als Grundlage hierfür dienen
die Kriterien nach Jackson/Hall (3.29) und (3.30), die in [Jac79] bzw. [Kak87] publiziert
wurden.
genaueres Kriterium:
Grb
(
ηOF
ηb
)(
ρb
ρOF
)0,5
Re2,7b P r
0,5
b
< 10−5 (3.29)
vereinfachtes Kriterium:
Grb
Re2,7b
< 10−5 (3.30)
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Abbildung 3.15: Prinzipielle Anordnung von horizontalen und vertikalen Lüftungskanälen in
unterschiedlichen Gebäuden [VKF03]
Denn anders als bei der Mischkonvektion an vertikalen, ebenen Oberflächen ist zwar auch
das Phänomen der Mischkonvektion in vertikalen Rohren bzw. Kanälen nach wie vor Gegen-
stand der aktuellen Forschung (vgl. [Höl06]), indes war es für diese Konfigurationen in der
Vergangenheit möglich, bedeutend konkretere Modellvorstellungen abzuleiten und entspre-
chende Korrelationen zur Berücksichtigung der gegenseitigen Überlagerung von freiem und
erzwungenem konvektivem Wärmeübergang zu entwickeln.
Alternativ zu der bei vertikalen ebenen Oberflächen verwendeten Vorstellung, dass es bei einer
Überlagerung beider Konvektionsarten unter der Voraussetzung gleicher (entgegengesetzter)
Strömungsrichtungen zu einer Verstärkung (Minderung) des konvektiven Wärmeübergangs
kommt, wurde von den zuvor genannten Jackson und Hall eine dieser erweiterten Modell-
vorstellungen für vertikale, turbulent durchströmte Rohre entwickelt, die auf Versuchsbeo-
bachtungen und -ergebnissen - diese liegen beispielsweise für vertikale Wände noch nicht in
ausreichender Anzahl vor [Höl06] - sowie der Betrachtung von globalen Größen beruht. Sie
wurde bereits vor geraumer Zeit unter anderem in [Hal71] und [Jac79] veröffentlicht und ist
bis heute vielseitig anerkannt. Es erweist sich daher als zweckmäßig und folgerichtig, diese
alternative und adäquatere Modellvorstellung im Rahmen dieser Arbeit auf die Betrachtung
der Mischkonvektion im Innern von vertikalen Rohren/Kanälen anzuwenden 21.
Infolge dieser Modellvorstellungen und der hieraus abgeleiteten Kriterien (3.29) und (3.30)
kann analysiert werden, ob eine nennenswerte gegenseitige Überlagerung der beiden an der
Mischkonvektion beteiligten Konvektionsarten besteht und diese - falls erforderlich - anschlie-
ßend mithilfe geeigneter Korrelationen erfasst werden. Werden die oben genannten Kriterien
erfüllt, d. h. liegen Werte in der Größenordnung um oder kleiner 10−5 vor, so kann in sehr
guter Näherung davon ausgegangen werden, dass der Einfluss der freien Konvektion und in-
folgedessen eine Mischkonvektion bei der Betrachtung des konvektiven Wärmeübergangs ver-
nachlässigt werden dürfen. Kann dies für die vorliegende Problemstellung brandbeanspruchter
Lüftungskanäle nachgewiesen werden, ist es wie für horizontale Rohre/Kanäle möglich, das
zu erarbeitende Modell auf den Anteil des erzwungenen konvektiven Wärmeübergangs zu
beschränken. Dieser Sachverhalt soll im Folgenden untersucht werden.
Aufgrund der Betrachtung von Lüftungskanälen sind notwendigerweise Strömungsgeschwin-
21 Die Übertragung bzw. Untersuchung einer möglichen Übertragbarkeit auf vertikale Wände im Allgemeinen,
d. h. auch auf vertikale, ebene Oberflächen, liegt indes außerhalb des Rahmens dieser Arbeit.
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digkeiten vorhanden, mit denen - bei einem Temperaturunterschied zwischen Kanaloberfläche
und strömendem Fluid (hier: Luft) - folgerichtig die Existenz von erzwungenem konvekti-
vem Wärmeübergang einhergeht. Der Temperaturunterschied zwischen der Oberfläche und
der Luft im Kanal führt indes gleichzeitig zum Auftreten von freier Konvektion. Infolgedes-
sen tritt eine Überlagerung beider Anteile und eine gegenseitige Beeinflussung ein, d. h., es
kommt im vorliegenden Fall zu einer Verstärkung bzw. Schwächung der erzwungenen Kon-
vektion, was sich über den Quotienten Numisch/Nuerzw in geeigneter Form darstellen lässt
(vgl. [Jac79]). Je nach Richtung der erzwungenen Strömung - vGas nach unten bzw. nach
oben - und Vorzeichen der Temperaturdifferenz - ∆ϑ < 0 bzw. ∆ϑ > 0 - lassen sich wie-
derum insgesamt vier Fälle unterscheiden, bei denen in jeweils zwei Fällen die Strömungen
in gleicher bzw. in entgegengesetzter Richtung orientiert sind. Tabelle 3.7 zeigt die Ma-
trix der möglichen Situationen von Mischkonvektion in vertikalen Rohren bzw. Kanälen. Die
Tabelle 3.7: Mischkonvektion in vertikalen Rohren bzw. Kanälen
erwärmte Oberfläche, gekühlte Oberfläche,
d. h. ∆ϑ < 0 d. h. ∆ϑ > 0
vGas nach unten entgegengerichtet (+) gleichgerichtet (-)
vGas nach oben gleichgerichtet (-) entgegengerichtet (+)
Modellvorstellung von Jackson/Hall für vertikale Rohre/Kanäle lässt sich anhand eines Zwei-
Schichten-Modells (vgl. auch [Sch06]) - hier exemplarisch für ein beheiztes Rohr dargestellt -
erklären. Demnach sind, wie an ebenen Oberflächen, gleichgerichtete (buoyancy-aided) und
entgegengerichtete (buoyancy-opposed) Mischkonvektion, das bedeutet beide Konvektions-
strömungen in gleicher bzw. in entgegengesetzter Richtung, nach wie vor vorhanden. Jedoch
ändert sich für die vorliegende Konfiguration in Kombination mit turbulenten Strömungsver-
hältnissen deren Auswirkung. Infolge der durch die Beheizung verringerten Dichte erfährt das
Fluid in der wandnahen Schicht eine Auftriebskraft, die im gleichgerichteten Fall dazu neigt,
die Schubspannungen in der wandfernen (Kern-)Schicht zu reduzieren. Folglich wird eben-
falls die Turbulenzentwicklung über das Rohr vermindert, was letztlich in einer sogenannten
Laminarisierung (laminarization) und damit einhergehend in einer verminderten Wärmeüber-
tragung durch konvektiven Wärmeübergang mündet [Kak87]. Im entgegengerichteten Fall
erzeugt die Auftriebskraft ein steileres Spannungsprofil über den Querschnitt - Spannungs-
zunahme in der Auftriebsschicht [Jac79] -, womit die Turbulenzentwicklung und folglich die
Wärmeübertragung durch konvektiven Wärmeübergang verstärkt werden [Van05]. Bei größer
werdenden Auftriebskräften tritt im gleichgerichteten Fall eine Umkehrung des Verhaltens auf,
bis letztlich bei sehr großen Auftriebskräften auch in dieser Konfiguration eine Verstärkung
der Wärmeübertragung bedingt durch ein M-förmiges Geschwindigkeitsprofil beobachtet wer-
den kann ([Van05], [Jac79]). Da jedoch in Lüftungskanälen in aller Regel Geschwindigkeiten
von 6 bis 12 ms vorhanden sind (u. a. [Jen08], [Hor04] und [IMO07]), wird dieser Bereich in
der vorliegenden Problemstellung nicht erreicht. Abbildung 3.16 zeigt anhand eines beheizten
Rohres (linke Spalte in Tabelle 3.7) das prinzipielle Verhalten des konvektiven Wärmeüber-
gangs bei Mischkonvektion in vertikalen Rohren/Kanälen. In [Löw07] wird diese Modellvor-
stellung anhand einer alternativen Darstellung auf Grundlage der Differenzgeschwindigkeit
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zwischen wandnaher Schicht und Kern der Strömung mit demselben Resultat erklärt.
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Abbildung 3.16: Prinzipielles Verhalten des konvektiven Wärmeübergangs bei Mischkonvek-
tion in vertikalen, beheizten Rohren [Jac79]
Da die grundlegenden physikalischen Vorgänge (Zwei-Schichten-Modell, Abtriebskraft [Pre72]
etc.) in gleicher Art und Weise auch bei gekühlten Rohren/Kanälen vorliegen, kann das darge-
stellte prinzipielle Verhalten auch auf diese Konfigurationen entsprechend übertragen werden
(vgl. [Cha99]). Es ergeben sich ferner aus dieser Modellvorstellung die in den Klammern in
Tabelle 3.7 angegebenen Vorzeichen für eine Überlagerung mit geeigneten, beispielsweise in
[Jac79] oder [Kak87] dokumentierten Korrelationen 22.
Im Rahmen dieser Arbeit wurden die Fälle gemäß Tabelle 3.7 unter Berücksichtigung der
Kriterien (3.29) und (3.30) genauer untersucht. Als Parameter dienten die Oberflächen-
temperatur des Kanals und die Temperatur der durchströmenden Luft, die beide im Intervall
[0 ◦C; 1000 ◦C] variiert wurden. Als Strömungsgeschwindigkeit der Luft im Kanal wurde ein
Wert von 9 ms , also der Mittelwert des oben genannten Intervalls
[
6 ms ; 12
m
s
]
, gewählt und
mit D = 0, 5 m ein mittlerer Durchmesser angenommen. Ferner wurden die temperaturab-
hängigen Stoffwerte von Luft dem VDI-Wärmeatlas [VDI06] entnommen.
Für die Fälle entgegengerichteter Mischkonvektion ergeben sich hieraus Werte von etwa
5, 0 · 10−5 für das vereinfachte Kriterium (3.30) und 3, 5 · 10−5 für das genauere Kriterium
(3.29), womit der Wert 10−5 moderat überschritten ist. Setzt man jedoch die ermittel-
ten Werte in die beispielsweise in [Jac79] dokumentierte Korrelation (3.31) für entgegen-
gerichtete Mischkonvektion in vertikalen Rohren ein, so ergeben sich für den Quotienten
Numisch/Nuerzw Werte von 1,10 bzw. 1,074. Dies bedeutet, dass maximale Abweichungen
von 10 % bzw. 7,4 % auftreten, wenn anstatt der Nu-Zahl für Mischkonvektion die Nu-Zahl
der reinen erzwungenen Konvektion verwendet wird. Da diese Differenzen in derselben Grö-
ßenordnung liegen bzw. sogar geringer sind als die Unsicherheiten, die mit den empirischen
22 Der Bereich sehr großer Auftriebskräfte im gleichgerichteten Fall bleibt hierbei wiederum unberücksichtigt,
sodass lediglich das negative Vorzeichen angegeben ist.
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Korrelationen zur Bestimmung von Nusselt-Zahlen üblicherweise verbunden sind, kann im
Rahmen dieser Arbeit der Einfluss der freien Konvektion bei entgegengerichteter Mischkon-
vektion in vertikalen Rohren/Kanälen in guter Näherung vernachlässigt werden.
Numisch
Nuerzw
=
1 + 2750 ( Grb
Re2,7b
)0,91 13 (3.31)
Wie Abbildung 3.16 zeigt, können bei gleichgerichteter Mischkonvektion bedeutend größere
Abweichungen vom Wert der reinen erzwungenen Konvektion auftreten, als dies bei entge-
gengerichteter Mischkonvektion der Fall ist. Insbesondere gilt dies für den Bereich zwischen
1 · 10−5 und 1 · 10−4. Aufgrund dessen wurde im Rahmen dieser Arbeit diese Konstella-
tion anhand der Kriterien (3.29) und (3.30) detaillierter analysiert. Die Ergebnisse dieser
Untersuchung zeigen die Abbildungen 3.17 und 3.18 (v =ˆ vereinfachtes Kriterium; g =ˆ ge-
naueres Kriterium). Es sind hier über der Temperatur der durchströmenden Luft ϑb (im
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Abbildung 3.17: Auswertung der Kriterien (3.29) und (3.30) für gleichgerichtete Mischkon-
vektion in einem nach oben durchströmten, beheizten Kanal
Diagramm: Tb) für unterschiedliche Oberflächentemperaturen ϑw (im Diagramm: Tw) die
Werte aufgetragen, die sich nach Auswertung der beiden Kriterien ergeben. Zusätzlich ist
die von Jackson/Hall genannte Grenze 23 10−5 und der - auf der sicheren Seite liegende -
Wert 3 · 10−5 eingetragen, welcher aus [Jac79] und [Kak87] ableitbar ist. Letztere stellt ei-
ne Grenze dar, unterhalb derer Abweichungen von weniger als etwa 20 % auftreten, wenn
anstatt der Nu-Zahl für Mischkonvektion die Nu-Zahl der reinen erzwungenen Konvektion
23 Nach [Jac79] ist der für die Kriterien angegebene kritische Wert 10−5 aufgrund einiger Vereinfachungen
und Annahmen bei der Erarbeitung der Modellvorstellung gezwungenermaßen etwas hypothetisch bzw.
ungesichert. Es erscheint daher durchaus gerechtfertigt, diese Grenze nach beiden Seiten hin etwas auf-
zuweichen.
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Abbildung 3.18: Auswertung der Kriterien (3.29) und (3.30) für gleichgerichtete Mischkon-
vektion in einem nach unten durchströmten, gekühlten Kanal
verwendet wird. Diese Grenze wurde gewählt, da die auftretenden Abweichungen dann die-
selbe Größenordnung besitzen wie die Unsicherheiten, die mit den empirischen Korrelationen
zur Bestimmung von Nusselt-Zahlen üblicherweise verbunden sind [Inc96]. Es zeigt sich, dass
mit wenigen Ausnahmen die mithilfe der beiden Kriterien ermittelten Werte unterhalb der
genannten Grenzen liegen und in der Folge Abweichungen von bis zu 20 % nicht übersteigen.
Ferner wird deutlich, dass bei Verwendung des genaueren Kriteriums (3.29) folgerichtig eine
zusätzliche und bedeutende Verringerung der Ausnahmefälle eintritt. Diese vereinzelten Aus-
nahmefälle, für die eine Mischkonvektion zu berücksichtigen wäre, treten jedoch lediglich in
solchen (besonders ungünstigen) Konstellationen auf, in denen äußerste Extreme, beispiels-
weise sehr niedrige Luft- und sehr hohe Oberflächentemperaturen (vgl. Abbildung 3.17),
gleichzeitig aufeinandertreffen. Sie besitzen daher eher theoretischen Wert, da sie in der
Praxis bei brandbeanspruchten Lüftungskanälen in aller Regel nicht auftreten werden und
folglich nicht Gegenstand dieser Arbeit sind. Die Ergebnisse der für eine mittlere Strömungs-
geschwindigkeit der Luft im Kanal von 9 ms und einen mittleren Durchmesser von D = 0, 5m
durchgeführten Untersuchung lassen sich in entsprechender Art und Weise grundsätzlich auch
auf Fälle mit geringeren bzw. höheren Geschwindigkeiten und Durchmessern übertragen. Da-
bei nehmen die Abweichungen bei geringeren Geschwindigkeiten etwas zu bzw. bei höheren
Geschwindigkeiten etwas ab, da folgerichtig der Anteil der erzwungenen Konvektion sinkt
bzw. steigt. Entsprechendes lässt sich auch für einen größeren bzw. kleineren Durchmesser
des Kanals formulieren.
Auf Grundlage der Ergebnisse dieser Untersuchung mit der Modellvorstellung sowie den Kri-
terien nach Jackson/Hall kann im Rahmen dieser Arbeit der Einfluss der freien Konvektion
auch bei gleichgerichteter Mischkonvektion in vertikalen Rohren/Kanälen in guter Näherung
vernachlässigt werden. Resümierend können für die vorliegende Aufgabenstellung demzufolge
66
3.6 Numerische Umsetzung
bei turbulenten Strömungen in vertikalen Rohren bzw. Kanälen der Anteil der freien Kon-
vektion und folgerichtig auch eine Mischkonvektion, unabhängig davon, ob die Auftriebs-/
Abtriebskräfte in Richtung der aufgeprägten (erzwungenen) Strömung oder entgegen dieser
wirken, vernachlässigt werden. Vielmehr reicht es aus, wie für horizontale Rohre/Kanäle den
Anteil der reinen erzwungenen Konvektion nach Abschnitt 3.4 zur Beschreibung und Bestim-
mung des konvektiven Wärmeübergangs zwischen Gasphase und fester Phase im Inneren von
Rohren bzw. Kanälen zu berücksichtigen.
Laminare Strömungen und Übergangsbereich
Die Informationsdichte für die Betrachtung einer Mischkonvektion bei laminaren Strömungen
sowie im Übergangsbereich in Rohren/Kanälen ist verglichen mit den dokumentierten Unter-
suchungen bei turbulenten Strömungsverhältnissen signifikant geringer. Der VDI-Wärmeatlas
[VDI06] beispielsweise nennt keine Gleichungen, mit denen dieses Phänomen beschrieben wer-
den kann. In [Kak87] werden einige wenige anhand von Versuchswerten abgeleitete Korrelatio-
nen dargestellt, jedoch weisen diese - in aller Regel für Flüssigkeiten bestimmte - Gleichungen
große Abweichungen/Unsicherheiten auf, sodass deren Anwendbarkeit auf die vorliegende
Aufgabenstellung äußerst problematisch und wenig zielführend erscheint. Überdies ist, wie
bereits mehrfach dargestellt, der technisch bzw. praktisch interessante Bereich nicht der Be-
reich der laminaren Strömungen oder der Übergangsbereich, sondern vielmehr der Bereich der
turbulenten Strömungsverhältnisse. Infolgedessen wird im Rahmen dieser Arbeit für die Be-
rücksichtigung der Mischkonvektion bei laminaren Strömungen sowie im Übergangsbereich in
vertikalen Rohren/Kanälen, wie für horizontale Rohre/Kanäle vereinfachend die Vorgehens-
weise bei turbulenter Strömung übernommen und folglich αmisch = αerzw angenommen.
Der freie konvektive Wärmeübergang und die Mischkonvektion in vertikalen Rohren/Kanälen
wird indes in dieser Arbeit nicht tiefergehend betrachtet, sondern die Untersuchung auf die
erzwungene Form (vgl. Abschnitt 3.4) beschränkt. Bei Bedarf sei für andere Fragestellungen,
beispielsweise laminare Strömungen in vertikalen Rohren ohne und mit Mischkonvektion, an
dieser Stelle auf die einschlägige Fachliteratur hierzu (z. B. [Kak87] oder [VDI06]) verwiesen.
3.6 Numerische Umsetzung
In den vorangegangenen Abschnitten wurden die notwendigen Konzepte, Modellgleichun-
gen sowie Entscheidungs- bzw. Unterscheidungskriterien (u. a. Konzept der Relokalisierung,
Behandlung des gleichzeitigen Auftretens von freiem und erzwungenem konvektivem Wärme-
übergang) erarbeitet, die zur Beschreibung bzw. Bestimmung des konvektiven Wärmeüber-
gangs zwischen fester Phase und Gasphase an horizontalen und vertikalen ebenen Oberflächen
einerseits sowie Rohren bzw. Kanälen andererseits erforderlich sind. Das Modell wurde mit
Modulcharakter ohne Abhängigkeit von einem bestimmten Brandsimulationscode mit einer
und für eine effiziente numerische Formulierung entwickelt. Es kann daher unkompliziert in
einen Quellcode umgesetzt und in das jeweils vorliegende Brandsimulationsprogramm inte-
griert werden. Am Beispiel des Fire Dynamics Simulator (Version 5) [McG07a] wird dies im
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Rahmen dieser Arbeit exemplarisch durchgeführt. Ferner enthält Anhang B geeignete Funk-
tionen zur Beschreibung der temperaturabhängigen Stoffwerte von Luft, die Bestandteil der
Modellgleichungen sind.
3.7 Schnittstellen - Eingangswerte und Rückgabewert
Eine der Zielsetzungen dieser Arbeit ist es, ein Modell zu entwickeln, welches in seinen Grund-
lagen und seiner Struktur derart modular aufgebaut ist, dass es in jeden bestehenden oder
zukünftigen CFD-Brandsimulationscode integriert werden kann. Um dies zu erreichen, sind
insbesondere universelle Schnittstellen zu formulieren, an denen Werte vom CFD-Code an
das Modell für konvektiven Wärmeübergang zwischen fester Phase und Gasphase übergeben
werden - im Folgenden Eingangswerte genannt - sowie in umgekehrter Richtung vom entwi-
ckelten Modell an die CFD-Brandsimulation - im Folgenden Rückgabewerte genannt. Es ist
einleuchtend, dass diese zunächst numerischen Schnittstellen auch physikalisch im Bereich
der Kontaktfläche zwischen Gasphase und fester Phase vorhanden sind.
Die Eingangswerte lassen sich mühelos aus den in diesem Kapitel erarbeiteten Modellglei-
chungen erschließen. Sie lassen sich allgemein in fluid- (hier: gas-) und festkörperbezogene
sowie geometrische Größen unterscheiden. Unter anderem für die Bestimmung der konvek-
tiven Wärmestromdichte nach (3.2) wird die Temperatur der Gasphase ϑGas benötigt, die
im CFD-Code in jeder Gasphasenzelle bestimmt werden muss. Zur Selektion der geeigne-
ten Gastemperatur wurden bereits in den vorangegangenen Abschnitten die entsprechenden
Aussagen getroffen. Darüber hinaus werden beispielsweise zur Bestimmung des Wärmeüber-
gangskoeffizienten einzelne Stoffwerte der Gasphase benötigt. Da sich diese als reine Funk-
tionen der Temperatur 24 darstellen lassen (vgl. Anhang B), ist auch hierbei die Kenntnis
von ϑGas ausreichend. Die Kenntnis der Geschwindigkeit der Gasphase vGas ist vor allem zur
Bestimmung der Reynolds-Zahl erforderlich. Da sie aber ebenso wie die Temperatur der Gas-
phase im CFD-Code in jedem Fall in jeder Gasphasenzelle bzw. an deren Rändern bestimmt
werden muss, besteht auch hierfür kein weiterer Handlungsbedarf im Brandsimulationspro-
gramm selbst. Als festkörperbezogene Größe genügt die Oberflächentemperatur der festen
Phase ϑOF , die beispielsweise in (3.2) zur Bestimmung der konvektiven Wärmestromdichte
oder aber für den Korrekturterm kϑ bei Rohren bzw. Kanälen verwendet wird. Diese Größe
muss ebenfalls per se im Brandsimulationscode enthalten sein. In Kapitel 4 wird ein eige-
nes, erweitertes Modell für mehrdimensionale Wärmeleitung in der festen Phase erarbeitet,
das auch die Oberflächentemperatur ϑOF bestimmt (vgl. Abschnitt 4.7). Die geometrischen
Größen charakteristische Länge bei ebenen Oberflächen bzw. hydraulischer Durchmesser und
Kanallänge bei Rohren/Kanälen werden nicht vom Modell bestimmt, sondern als Parameter
(Eingabegröße) vorgegeben (s. Abschnitt 3.9).
Bei der Betrachtung der erforderlichen Rückgabewerte wird relativ schnell deutlich, dass die
Übergabe der konvektiven Wärmestromdichte q˙konv (t) an der Kontaktfläche von Gas- und
fester Phase ausreichend ist. Diese wird vom Modell in einem letzten Schritt über (3.2) mit
24 In Anhang B ist dargestellt, dass die Druckabhängigkeit der Stoffwerte in der vorliegenden Problemstellung
keinen nennenswerten Einfluss besitzt.
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dem zuvor ermittelten Wärmeübergangskoeffizienten α(t) berechnet und liegt damit eben-
falls wie die vorgenannten Eingangswerte ohne weiteren Handlungsbedarf zu jedem Zeitpunkt
(in jedem Zeitschritt) der Berechnung vor.
Zusammenfassend lässt sich festhalten, dass sämtliche (physikalische) Größen, die in der
jeweiligen Richtung zwischen dem CFD-Brandsimulationscode und dem entwickelten Mo-
dell für konvektiven Wärmeübergang zwischen fester Phase und Gasphase übergeben werden
müssen, in diesen beiden Modellen ohnehin enthalten sind bzw. sein müssen. Folglich sind auf-
seiten des bestehenden CFD-Brandsimulationscodes keinerlei Anpassungen erforderlich und
das entwickelte Modell kann problemlos und modulartig integriert werden. Durch die Imple-
mentierung der Bestimmung des Wärmeübergangskoeffizienten α und der in die feste Phase
eintretenden bzw. diese verlassenden konvektiven Wärmestromdichte q˙konv (t) für horizon-
tale und vertikale ebene Oberflächen einerseits sowie Rohre bzw. Kanäle andererseits direkt
in den CFD-Brandsimulationscode ist nun eine erheblich verbesserte Berücksichtigung dieser
Objekte bei einem Brandgeschehen, das mithilfe numerischer Simulationen untersucht wird,
gegeben.
3.8 Integration in den Brandsimulationscode FDS (Version 5)
Im Rahmen dieser Arbeit wird das entwickelte Modell für konvektiven Wärmeübergang zwi-
schen fester Phase und Gasphase beispielhaft in die gegenwärtig aktuelle Version 5 des Brand-
simulationscodes FDS [McG07b], der, wie in Kapitel 2 beschrieben, den aktuellen Stand der
Technik in der CFD-Brandsimulation darstellt, integriert. Der folgende Abschnitt beschreibt
die codespezifischen Anpassungen und Besonderheiten des allgemein entwickelten und in den
vorherigen Abschnitten vorgestellten Modells.
Der Quellcode des Brandsimulationsprogramms FDS besitzt bereits die entsprechenden Be-
fehle zur Berechnung der konvektiven Wärmestromdichte q˙konv (t) mit dem Wärmeüber-
gangskoeffizienten α(t) gemäß (3.2), sodass die Integration auf die Bestimmung von α(t)
beschränkt werden kann. Da der Code die entsprechenden Zuordnungen bereitstellt, wäre
eine eigenständige Auswertung von (3.2) ebenfalls ohne Weiteres möglich. Von weiterem
Vorteil ist das Vorhandensein einer separaten Funktion (function), mit der der Wärmeüber-
gangskoeffizient - für alle Arten von thermischen Randbedingungen, d. h. insbesondere auch
für die durch das entwickelte Modell für mehrdimensionale Wärmeleitung (vgl. Kapitel 4)
verbesserte feste Phase - berechnet werden kann, sodass Änderungen nur in dieser Routine
bzw. ein Austausch derselben erforderlich sind. Die bisherige Routine auf Grundlage der -
z. T. stark - vereinfachten Ansätze wurde folgerichtig durch die numerische Formulierung
des im Rahmen dieser Arbeit verbesserten Modells für konvektiven Wärmeübergang zwi-
schen fester Phase und Gasphase, d. h. der erarbeiteten Konzepte, Modellgleichungen sowie
Entscheidungs- bzw. Unterscheidungskriterien, nahezu vollständig ersetzt. Zusätzlich wur-
de der SURF-Gruppe mit KANAL ein zusätzlicher, logischer Steuerparameter hinzugefügt,
mit dem unterschieden werden kann, ob es sich bei dem jeweiligen Kontaktflächentyp um
die Innenseite eines Kanals/Rohrs oder um eine gewöhnliche überströmte, ebene Oberflä-
che handelt. Letzterer Fall entspricht der Default-Einstellung. Der CFD-Code ist dann in
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der Lage, die Berechnung für die entsprechende Konfiguration durchzuführen 25. Dem ur-
sprünglichen Brandsimulationscode wurden des Weiteren zusätzliche Parameter hinzugefügt,
die insbesondere dem Zwecke der Vorgabe von weiteren benötigten Größen, beispielsweise
geometrischen Größen (charakteristische Länge, hydraulischer Durchmesser, Kanallänge) die-
nen. Diese werden im nachfolgenden Abschnitt bzw. in Anhang D zusammengefasst. Neben
einer Ergänzung der Ausgabegrößen waren und sind dank des modularen Aufbaus des Mo-
dells keine weiteren Veränderungen am bestehenden Brandsimulationscode FDS erforderlich.
Spätere Ergänzungen des entwickelten Modells um weitere Konstellationen mit konvektivem
Wärmeübergang, beispielsweise Rohrbündel, sind damit problemlos und in analoger Art und
Weise durchführbar.
3.9 Ein- und Ausgabegrößen
Der nachfolgende Abschnitt stellt die erforderlichen bzw. möglichen Eingabe- bzw. Ausga-
begrößen des entwickelten Modells für konvektiven Wärmeübergang zwischen fester Phase
und Gasphase dar. Ausgabegrößen eignen sich beispielsweise für eine weitere Verwendung
in anschließenden Untersuchungen, z. B. einer Heißbemessung mit einer externen Software.
Eine Zusammenfassung aller durch diese Arbeit ergänzten Input-Parameter für den Brandsi-
mulationscode FDS (Version 5) kann Anhang D entnommen werden.
Hinsichtlich der Eingabegrößen ist einerseits der logische Steuerparameter KANAL für die
Surfaces zu nennen. Wie bereits angesprochen, kann damit unterschieden werden, ob es
sich um die Innenseite eines Kanals/Rohrs (KANAL = .TRUE.) oder um eine gewöhnliche
überströmte, ebene Oberfläche (KANAL = .FALSE.) handelt. Die für den Anteil des freien
konvektiven Wärmeübergangs bzw. für die Mischkonvektion benötigte Orientierung der ho-
rizontalen bzw. vertikalen ebenen Oberflächen erkennt das Programm eigenständig, sodass
hierfür keine weiteren Angaben seitens des Anwenders erforderlich sind. Andererseits ist bei
ebenen Oberflächen deren charakteristische Länge, d. h. im Allgemeinen die Ebenenlänge
in Strömungsrichtung oder aber bei einer Verwendung als Steuerparameter im Rahmen des
Konzeptes der Relokalisierung ein hiervon abweichender Wert, vorzugeben, falls nicht der
Default-Wert 1,0 m verwendet werden soll. Bei der Betrachtung der Innenseite eines Ka-
nals/Rohrs ist die Vorgabe von Werten für die Kanallänge sowie den (hydraulischen) Durch-
messer zwingend erforderlich. Diese können wiederum den real vorhandenen Größen oder
aber bei einer Verwendung als Steuerparameter im Rahmen des Konzeptes der Relokalisie-
rung hiervon abweichenden Werten entsprechen.
Die Ausgabegrößen betreffend wurde im Modell eine Routine vorgesehen, die die Möglich-
keit bietet, Wall Cell bezogene Größen, beispielsweise den Wärmeübergangskoeffizienten α
oder die konvektive Wärmestromdichte q˙konv , für jeden Zeitpunkt auszugeben. Diese kön-
nen einerseits für diagnostische Zwecke und andererseits für anschließende Untersuchungen
verwendet werden. Ferner werden in der FDS-Implementierung grundlegende Größen wie cha-
rakteristische Längen gemeinsam mit den bereits vorhandenen Parametern wie gewohnt in
der .out-Datei ausgegeben.
25 Im Falle einer Erweiterung des Modells um zusätzliche Konfigurationen ist eine analoge Vorgehensweise
für die Unterscheidung mühelos integrierbar.
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Wärmeleitung
In den vorangegangenen Kapiteln wurden die Problemstellung und der Stand der Erkenntnisse
bei der Berücksichtigung des Wärmetransports in numerischen Brandsimulationen, d. h. die
gegenwärtig vorhandenen Möglichkeiten sowie der bislang propagierte Weg, diese Aufgabe
zu lösen, dargestellt und mit dem in Kapitel 3 vorgestellten Modell der erste und wichtige
Baustein eines direkt in die Brandsimulation integrierten mehrdimensionalenWärmetransport-
modells, welches die Gasphase mit der festen Phase koppelt, entwickelt. Dieser im Rahmen
dieser Arbeit neuartig beschriebene Weg wird im vorliegenden Kapitel mit dem zweiten Bau-
stein, dem Modell für mehrdimensionale Wärmeleitung, erweitert und vervollständigt, bevor
in Kapitel 5 eine umfassende Überprüfung des Wärmetransportmodells erfolgt. Dieses zweite
(Teil-)Modell wird ausgehend von den allgemeinen physikalischen Grundlagen hin zur nume-
rischen Formulierung hergeleitet. Neben einer konsistenten Vorgehensweise sind hierbei wie
bereits beim ersten Baustein in Kapitel 3 der Modulcharakter des Modells sowie eine effi-
ziente (numerische) Umsetzung wesentliche, zu beachtende Rahmenbedingungen. Innerhalb
von Finite-Elemente-Programmen ist die Lösung von Fragestellungen mit mehrdimensiona-
ler Wärmeleitung gegenwärtig Stand der Technik. In Kapitel 2 wurde jedoch gezeigt, dass
dies nicht für aktuelle Brandsimulationscodes gilt und bislang zudem die Kopplung zwischen
Gasphase und (detaillierter) fester Phase fehlt. Das in Kapitel 3 vorgestellte Modell stellt
diese wichtige Kopplung her und bildet damit das Fundament des Wärmetransportmodells
für gekoppelte Prozesse in der Brandsimulation. Das im Folgenden erarbeitete (Teil-)Modell
für mehrdimensionale Wärmeleitung stellt eine prädestinierte Ergänzung dar (vgl. Kapitel 2),
zumal eine simple Extrapolation, z. B. Übertragung der numerischen Methoden, aus anderen
Bereichen auf Problemstellungen des Brandschutzingenieurwesens nicht immer ohne Weiteres
möglich oder sinnvoll ist.
4.1 Physikalische Herleitung der verwendeten Gleichungen
Nach [Lar05] lassen sich in der Physik viele Gleichungen durch eine Verknüpfung von Er-
haltungssätzen mit phänomenologischen Gleichungen herleiten. Dabei drückt ein Energie-
erhaltungssatz aus, dass eine physikalische Größe, beispielsweise Energie im Verlauf eines
physikalischen Prozesses keine Änderung erfährt. Die Vorstellungen über das Verhalten eines
Materials bei Änderung der Zustandsvariablen werden durch phänomenologische Gleichun-
gen ausgedrückt. Für die vorliegende Aufgabenstellung bedeutet dies, dass der Satz von der
Energieerhaltung einerseits mit einer phänomenologischen Gleichung zur Beschreibung der
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Temperaturabhängigkeit der inneren Energiedichte und andererseits mit dem ersten Fourier-
schen Gesetz zu kombinieren ist, um die erforderliche Wärmeleitungsgleichung zu erhalten.
4.1.1 Satz von der Erhaltung der Energie
Ausgangspunkt ist ein Körper mit dem Gebiet Ω ⊂ R3 und dem Rand Γ. Aus der Forderung
nach Erhaltung der Energie (Energieerhaltungssatz) ergibt sich, dass die Änderungsrate der
Gesamtenergie in einer beliebigen Teilmenge Ω0 ⊂ Ω gleich der Bilanz aus Energiezufluss
(Energieabfluss) durch den Rand Γ0 sowie der von einer Energiequelle (Energiesenke) im
Inneren von Ω0 produzierten (verbrauchten) Wärmemenge ist [Lar05]. Definiert man die
innere Energiedichte am Ort x, y , z zur Zeit t mit e = e(x, y , z, t), das Vektorfeld der
Wärmestromdichte mit q˙ = q˙(x, y , z, t), die äußere Einheitsnormale auf Γ0 zu n und die
Energiedichte der inneren Wärmequellen bzw. -senken zu s˙ = s˙(x, y , z, t), so folgt nach dem
Energieerhaltungssatz
d
dt
∫
Ω0
edV = −
∮
Γ0
q˙·nds +
∫
Ω0
s˙dV. (4.1)
Auf (4.1) ist der Gauß’sche Integralsatz (Divergenztheorem) anzuwenden, womit das Rand-
integral verschwindet, und infolge der Beliebigkeit von Ω0 ⊂ Ω [Lar05] folgt hieraus mit (4.2)
die erste Grundgleichung, die zur Herleitung der Wärmeleitungsgleichung erforderlich ist. Für
t > 0 gilt in Ω
∂e
∂t
+∇·q˙ = s˙ . (4.2)
Der Term ∇·q˙ entspricht der Divergenz des Wärmestromdichtevektorfeldes und kann auch
in der Form div q˙ geschrieben werden (s. Anhang A).
4.1.2 Materialverhalten bei Änderung der Zustandsgrößen
(phänomenologische Gleichungen)
Die Abhängigkeit der inneren Energiedichte e von der Temperatur und den räumlichen Ko-
ordinaten kann durch die lineare Funktion
e = e0 + ρcϑ (4.3)
berücksichtigt werden [Lar05] und ergibt die zweite notwendige Grundgleichung. Hierin sind
ϑ = T − T0, T0 eine geeignete Referenztemperatur, ρ = ρ(x, y , z) und c = c(x, y , z) die
Dichte bzw. die spezifische Wärmekapazität 1; e0 entspricht der inneren Energiedichte bei
der Referenztemperatur.
Eine weitere phänomenologische Gleichung ergibt sich aus dem ersten Fourierschen Gesetz
(4.4), welches die proportionale Abhängigkeit der Wärmestromdichte q˙ infolge Wärmeleitung
vom Temperaturgradienten wiedergibt. Der Proportionalitätsfaktor λ = λ(x, y , z) ist die
Wärmeleitfähigkeit 1.
q˙ = −λ∇ϑ (4.4)
1 Eine ggf. vorhandene Zeitabhängigkeit der Materialgrößen kann für die vorliegende Aufgabenstellung aus-
geschlossen werden.
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Allgemein ist die Wärmeleitfähigkeit im Fourierschen Gesetz ein Tensor, für den eine Symme-
trie nachgewiesen werden kann [Bae06]. Er lässt sich demnach mit sechs Komponenten, d. h.
λj i (i , j = 1, 2, 3) und aufgrund der Symmetrie λj i = λi j , darstellen. Anschaulich bedeutet
dies, dass die Wärmestromdichte in Richtung einer Koordinatenachse von den Temperatur-
gradienten in Richtung aller Koordinatenachsen abhängt. Die Materialien, welche in dieser
Art und Weise zu beschreiben sind, werden als (thermisch) anisotrope Materialien bezeichnet.
Beispielsweise Kristalle, in denen es bevorzugte Richtungen für den Wärmestrom gibt, sind in
diese Klasse einzuordnen. Nicht immer jedoch sind alle sechs Komponenten vorhanden bzw.
von unterschiedlichem Wert. Für Quarzkristall beispielsweise gilt λj i = 0 für i 6= j , d. h., es ist
nur die Hauptdiagonale besetzt. Dies ist für eine Vielzahl von Materialien gültig, wenn nicht
ohnehin λ11 = λ22 = λ33 ist, d. h. ein isotroper Körper vorliegt. Wie an späterer Stelle noch
gezeigt werden wird, erfolgt im entwickelten Modell einerseits eine harmonische Mittelung
der Wärmeleitfähigkeit und ist andererseits Letztere in der Regel temperaturabhängig, d. h.
λ = f (ϑ). Demzufolge ist der zuvor dargestellte Zustand mit unterschiedlichen Wärmeleitfä-
higkeiten in Richtung der drei Koordinatenachsen bereits quasi implizit im Modell enthalten,
selbst wenn zunächst nur für alle Richtungen identische Werte für die Wärmeleitfähigkeit
eines Materials eingegeben werden.
Der Term ∇ϑ in (4.4) entspricht dem Gradienten des Temperaturfeldes und kann auch in der
Form gradϑ geschrieben werden (s. Anhang A). Um die Wärmeleitungsgleichung vollständig
herleiten zu können, ist in (4.4) ein zusätzlicher Anteil ve aus Konvektion zu berücksichtigen,
wobei v = v(x, y , z, t) das konvektive Geschwindigkeitsvektorfeld darstellt. Eingesetzt ergibt
sich mit
q˙ = −λ∇ϑ+ ve (4.5)
die dritte Grundgleichung für die Herleitung der Wärmeleitungsgleichung. Letztere entsteht
folgerichtig durch Einsetzen von (4.3) und (4.5) in (4.2) und lautet unter Berücksichtigung
sämtlicher Terme in Ω


∂e0
∂t
0
+ ρc
∂ϑ
∂t
−∇ · (λ∇ϑ) +∇ · (ρcvϑ) = s˙ −∇ · (ve0). (4.6)
Für nicht-poröse Festkörper - oder Festkörper mit solch kleinen und unverbundenen Poren, in
denen keine bzw. keine nennenswerte Konvektion stattfindet - lässt sich (4.6) dahin gehend
vereinfachen, dass die konvektiven Transportterme infolge v = 0 entfallen. Der konvektive
Wärmeübergang zwischen Gasphase und fester Phase, der in Kapitel 3 behandelt wird, wird
indes über die Randbedingungen berücksichtigt. Lediglich der Speicherterm und der diffusi-
ve Transportterm auf der linken Seite sowie der Quellterm auf der rechten Seite, mit dem
sich die energetische Änderung durch beispielsweise Pyrolysemodelle oder Stoff- bzw. Pha-
senumwandlungen beschreiben lässt, bleiben erhalten. Es ergibt sich folglich die instationäre
Wärmeleitungsgleichung (ohne Konvektion; in Ω) zu
ρc
∂ϑ
∂t
−∇ · (λ∇ϑ) = s˙ . (4.7)
Der Term ∇ · (∇ϑ) entspricht der Divergenz des Gradienten des Temperaturfeldes und kann
auch in der Form div(gradϑ) bzw. ∆ϑ geschrieben werden (s. Anhang A).
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4.1.3 Anfangs-, Rand- und Übergangsbedingungen
Mit (4.7) ist eine partielle Differenzialgleichung mit dem zeitlich veränderlichen Temperatur-
feld ϑ(x, y , z, t) als unbekannter Größe entstanden. Differenzialgleichungen (DGL) lassen sich
allgemein in die drei Typen elliptisch, parabolisch und hyperbolisch einteilen. Nach [Oer95]
ist eine DGL dann elliptisch, wenn in allen Koordinatenrichtungen ein ungerichteter Mecha-
nismus vorherrscht. Liegt indes ein gerichteter Mechanismus vor, so ist zu unterscheiden, ob
dieser in nur einer Richtung wirkt - man spricht dann von einer parabolischen DGL - oder
ob er in alle Richtungen wirkt - dann wird die DGL als hyperbolisch bezeichnet. Die Wär-
meleitungsgleichung (ohne Konvektion) (4.7) beinhaltet lediglich diffusive Transportterme,
mit denen kein gerichteter Mechanismus (in einer der Koordinatenrichtungen) verbunden ist.
Hinsichtlich der Zeit liegt wie allen Prozessen naturgemäß ein gerichteter Mechanismus in
einer Richtung - nämlich der Zukunft - vor. Folgerichtig ist die in (4.7) entstandene partielle
Differenzialgleichung als elliptisch im Raum und parabolisch in der Zeit zu bezeichnen.
Eine eindeutige Lösung von Differenzialgleichungen ist nur dann möglich, wenn entsprechen-
de, auf die jeweilige Aufgabenstellung angepasste Randbedingungen formuliert werden. Für
(4.7) bedeutet dies, dass aufgrund des elliptischen Typs im Raum in jeder der drei Koordina-
tenrichtungen zwei Randbedingungen vorgegeben werden müssen. Infolge des parabolischen
Typs in der Zeit genügt eine Randbedingung, die den Zustand zu Beginn des zu betrachten-
den Problems charakterisiert. Für eine solche zeitliche Randbedingung wird üblicherweise der
Begriff Anfangsbedingung verwendet. Eine Fragestellung, bei der sowohl Anfangs- als auch
Randbedingungen zu berücksichtigen sind, wird auch als Anfangs-Randwertproblem bezeich-
net. Das mit (4.7) formulierte Problem ist ein ebensolches Anfangs-Randwertproblem.
Anfangsbedingung
Mit der Anfangsbedingung (AB) werden, wie zuvor dargestellt, die Werte des zeitlich verän-
derlichen Temperaturfeldes ϑ(x, y , z, t) zu Beginn des jeweils vorliegenden Problems, d. h.
zum Zeitpunkt t = 0, festgelegt (4.8).
ϑ(x, y , z, t) = ϑ(x, y , z, t = 0) = ϑ0(x, y , z). (4.8)
Es ist hierbei unbedingt erforderlich, dass Anfangsbedingung und Randbedingungen konsis-
tent sind, d. h., dass die Anfangsbedingung die Randbedingungen erfüllen muss, da ansonsten
keine Lösung möglich ist [Mor94].
Randbedingungen
Mit den (räumlichen) Randbedingungen (RB) werden die Zustände auf den geometrischen
Rändern des Gebietes, für welches das jeweils betrachtete Problem formuliert wird, festgelegt.
Es werden drei Typen von Randbedingungen unterschieden:
• Dirichlet-Randbedingung (Randbedingung 1. Art)
• Neumann-Randbedingung (Randbedingung 2. Art)
• Robin-Randbedingung (Randbedingung 3. Art)
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Mit der Dirichlet-Randbedingung (wesentliche Randbedingung) wird die Temperatur auf dem
Rand ϑRand direkt vorgegeben. Es gilt damit
ϑRand(t) = ϑ˜(t) = f (t) bzw. ϑRand = ϑ˜ = const. (4.9)
Die Neumann-Randbedingung (natürliche Randbedingung) legt den Temperaturgradienten
senkrecht zum Rand fest und ermöglicht damit eine Aussage über die Wärmestromdichte
q˙Rand , die durch den Rand in das Gebiet eintritt bzw. dieses verlässt. Man schreibt
q˙Rand(t) = ˜˙q(t) = g(t) bzw. q˙Rand = ˜˙q = const. (4.10)
Von besonderem Belang für das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Modell sind die bei-
den Spezialfälle q˙Rand = 0 und q˙Rand(t) = q˙net(t). Im ersten Fall liegt ein thermisch
vollständig isolierter Rand (adiabatischer Rand) vor. Einerseits kann diese Eigenschaft bei-
spielsweise für Oberflächen verwendet werden, die mit der äußeren Begrenzung des CFD-
Berechnungsraumes zusammenfallen. Andererseits wird diese Randbedingung für die Inte-
gration in den Brandsimulationscode FDS benötigt. Der zweite Fall beschreibt die Netto-
Wärmestromdichte infolge Wärmestrahlung und konvektivem Wärmeübergang und kann für
Oberflächen verwendet werden, die in direktem Kontakt mit der vom Brandsimulationscode
berechneten Gasphase stehen.
Die Robin-Randbedingung mit dem Wärmeübergangskoeffizienten α = α(x, y , z, t) lässt sich
in der Form
q˙(t) · n = α(t) · (ϑUmgebung(t)− ϑRand(t)) bzw. (4.11)
−λ∂ϑ
∂n
= α(t) · (ϑUmgebung(t)− ϑRand(t)) auf Γ (4.12)
darstellen und drückt die Proportionalität zwischen der Wärmestromdichte durch den Rand
zur Temperaturdifferenz zwischen Rand (Oberfläche) und Umgebung aus [Lar05]. Die rechte
Seite von (4.12) entspricht dem Newtonschen Gesetz, wenn α der konvektive Wärmeüber-
gangskoeffizient ist 2. Aus der Robin-Randbedingung lassen sich durch Grenzbetrachtung des
Wärmeübergangskoeffizienten α (α = 0 bzw. α→∞) die beiden anderen Randbedingungen
(4.9) und (4.10) ableiten ([Lar05] bzw. [Pol05]).
Übergangsbedingungen
In Ergänzung zu den Anfangs- und Randbedingungen, die zur Lösung der instationären Wär-
meleitungsgleichung (4.7) erforderlich sind, werden an dieser Stelle zusätzlich die sogenann-
ten Übergangsbedingungen (bzw. Koppelbedingungen [Pol05]) behandelt. Die Notwendigkeit
zur Formulierung von Übergangsbedingungen entsteht dann, wenn mehrere Wärme leiten-
de Festkörper in direkter Berührung miteinander stehen. Nach [Pol05] gilt dies ebenfalls für
den Kontakt zwischen Festkörpern und ruhenden Fluiden. Im Allgemeinen können die Über-
gangsbedingungen an der Berührungsfläche zwischen zwei Körpern 1 und 2 folgendermaßen
angegeben werden
q˙1 = q˙2 bzw. ϑ1 = ϑ2.
2 Gelegentlich werden die Wärmestromdichten aus Wärmestrahlung und konvektivem Wärmeübergang zu-
sammengefasst und in Anlehnung an das Newtonsche Gesetz mit αges · (TRand − TUmgebung) eine ähnliche
Gleichung formuliert, in der dann αges der sogenannte Gesamtwärmeübergangskoeffizient ist.
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D. h. die Temperatur und die Wärmestromdichten senkrecht zur Berührungsfläche dürfen
keine Unstetigkeiten aufweisen [Pol05]. Hiervon auszunehmen sind jedoch beispielsweise die-
jenigen Fälle, in denen an der Berührungsfläche ein thermischer Kontaktwiderstand auftritt,
da dort der Temperaturverlauf bei ansonsten stetigem Verlauf der Wärmestromdichte einen
Sprung erfährt (vgl. Abschnitt 4.5).
4.2 Approximationsverfahren
Nach der Herleitung der für die Entwicklung des Modells für mehrdimensionale Wärmeleitung
erforderlichen Gleichungen im vorangegangenen Abschnitt werden in den nächsten beiden
Unterabschnitten die ausgewählten numerischen Verfahren zur zeitlichen und räumlichen Ap-
proximation der Differenzialgleichung (4.7) dargestellt. Die Notwendigkeit zur Anwendung
leistungsfähiger numerischer Verfahren ergibt sich aus der Komplexität der physikalischen
Phänomene, die beim instationären Wärmetransport in brandbeanspruchten Festkörpern auf-
treten und für die nur unter äußerst starken Vereinfachungen analytische Lösungen herleitbar
sind.
4.2.1 Verfahren zur räumlichen Approximation
Neben einer Vielzahl anderer Methoden bieten sich zur Lösung von Transportproblemen,
wie die hier vorliegende instationäre Wärmeleitung, einerseits die Finite-Differenzen-Methode
(FDM) und andererseits die Finite-Volumen-Methode (FVM) an. Die FDM nähert dabei die
in den physikalischen Gleichungen auftretenden Ableitungen durch entsprechende, mithilfe ab-
gebrochener Taylor-Reihen entwickelte Differenzenquotienten an, die mit den Unbekannten
an den Stützstellen des gewählten Berechnungsgitters formuliert werden. Auf diese Weise las-
sen sich recht einfach auch Probleme mit komplexen partiellen Differenzialgleichungen lösen.
Bei der FVM 3 wird das Berechnungsgebiet in einzelne Kontrollvolumina (KV) aufgeteilt und
je KV eine Bilanzierung durchgeführt. Es lässt sich einfach zeigen, dass sich in beiden Metho-
den für den Spezialfall äquidistanter, orthogonaler Berechnungsgitter und konstanter, d. h.
ortsunabhängiger, Wärmeleitfähigkeit identische Ausdrücke ergeben und sich beide Methoden
dann ineinander überführen lassen. Die FVM bietet gegenüber der FDM jedoch die Vorteile
einer hohen Anschaulichkeit - die real ablaufenden physikalischen Prozesse werden nahezu di-
rekt modelliert - und der Anwendbarkeit auch auf nicht-orthogonale, nicht-äquidistante Gitter
und krummlinige Berandungen des Berechnungsgebietes. Darüber hinaus ist die Berücksich-
tigung von ortsabhängigen Stoffwerten problemlos möglich. Ein weiterer bedeutender Vorteil
der FVM gegenüber anderen Methoden ist ihre (Fluss-)Konservativität [And84], [Pol05].
Dies bedeutet, dass global, d. h. über das gesamte Berechnungsgebiet betrachtet, die Er-
haltung aller Transportgrößen gewährleistet ist. Außerdem ist das Auftreten von real nicht
vorhandenen numerischen Quellen oder Senken durch eine ungeeignete Diskretisierung (Dis-
kretisierungsfehler) ausgeschlossen. Auf Grundlage dessen wird im Rahmen dieser Arbeit die
3 Ein Verfahren zweiter Ordnung (O(∆x2)) für äquidistante Gitter, die sich beispielsweise, wie in dieser Arbeit
durchgeführt, bei der Verknüpfung von Voronoi-Boxen und einer zell-zentrierten Formulierung selbsttätig
ergeben.
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Finite-Volumen-Methode (FVM) zur räumlichen Approximation des instationären Wärmeleit-
problems verwendet.
Für die Anordnung der Kontrollvolumina im zu betrachtenden Gebiet stehen verschiedene
Vorgehensweisen zur Verfügung, von denen jedoch zwei Formulierungen am gebräuchlichsten
sind. Einerseits können die KV derart gewählt werden, dass stets ein KV-Mittelpunkt auf dem
Rand des Gebietes, d. h. auf der Oberfläche der festen Phase, liegt. Die Berücksichtigung
einer Temperatur-Randbedingung ist für diesen Fall trivial und bedarf keiner zusätzlichen
Gleichung. Andererseits können die KV aber auch so gewählt werden, dass jeweils Ränder
des KV und des betrachtenden Gebiets zusammenfallen, womit die Berücksichtigung von
Wärmestromdichte-Randbedingungen auf einfache Weise erfolgen kann. Im Rahmen dieser
Arbeit wurden beide Vorgehensweisen umfassend im Hinblick auf die Verwendung in Brandsi-
mulationen untersucht. Es zeigte sich, dass eine Zellaufteilung mit deckungsgleichen Rändern
der KV und des Gebiets bedeutende Vorteile, beispielsweise die - in Verbindung mit den vir-
tuellen Zellen - einheitliche Grundlage für die Berechnung der Wärmeströme am Rand und
im Innern des betrachteten Gebietes oder die einfachere Diskretisierung, besitzt. Darüber
hinaus ist die Wärmestromdichte-Randbedingung die hauptsächlich auftretende Randbedin-
gung (vgl. Unterabschnitt 4.4.3), sodass der infolge dessen besseren Anschaulichkeit und
einfacheren Umsetzbarkeit der Vorzug zu geben ist.
4.2.2 Verfahren zur Zeitapproximation
Aufgrund der zeitlichen Veränderung des unbekannten Temperaturfeldes ϑ(x, y , z, t) liegt
ein instationäres Problem vor, welches mit dem in der Anfangsbedingung (4.8) festgelegten
Zustand beginnt. Die vielfach komplexe zeitliche Entwicklung muss mit einem geeigneten
numerischen Verfahren für die Verwendung in computergestützten Simulationen abgebildet
(approximiert) werden. Neben einer Vielzahl anderer Methoden bieten sind hierfür das expli-
zite oder das implizite Euler-Verfahren an. Die Zeitspanne zwischen Beginn und Ende des
Problems wird dafür zunächst in eine endliche, ganzzahlige Anzahl an Zeitschritten (Inkre-
menten) aufgeteilt. Beim expliziten Verfahren besteht der Lösungsalgorithmus darin, ausge-
hend vom bekannten Temperaturfeld zum Zeitpunkt n die Lösung zum Zeitpunkt n + 1 zu
bestimmen. Da sämtliche ϑn zu Beginn des Zeitschritts bekannt sind, ist die Bestimmung
von ϑn+1 direkt und ohne Lösung eines Gleichungssystems möglich. Anders gestaltet sich die
Lage indes beim impliziten Verfahren. Da bei dieser Methode die einzelnen Temperaturen zum
Zeitpunkt n+1 funktional miteinander verknüpft sind, ist die Lösung eines Gleichungssystems
unumgänglich. Die Stabilität des impliziten Verfahrens ist bereits im Vorhinein bedingungslos
gegeben, während bei der Wahl der Inkrementgröße beim expliziten Verfahren das Stabilitäts-
kriterium (4.13) zu beachten ist, welches von der Diskretisierung (Zellabmessungen: ∆x , ∆y ,
∆z) des Berechnungsgebietes einerseits und von den thermischen Stoffwerten andererseits
abhängt.
∆t ≤ ρc
2λ( 1
∆x2
+ 1
∆y2
+ 1
∆z2
)
für: ∆x,∆y ,∆z = const. (4.13)
Ein weiteres mögliches Verfahren ist das Crank-Nicolson (CN) Verfahren ([Min06], [Chu03]),
bei dem eine Mittelwertbildung zwischen den beiden Zeitpunkten n und n+ 1 erfolgt. Da die-
ses Verfahren insbesondere bei mehrdimensionalen Problemen einen sehr hohen Aufwand bei
77
4 Modell für mehrdimensionale Wärmeleitung
der Lösung erfordert, wurden beispielsweise mit den unterschiedlichen Varianten der Alter-
nating Direction Implicit (ADI) Methode ([Chu03], [Dou64], [Dou62], [Pea55], [Dou56])
Verfahren entwickelt, die für eine Verwendung in numerischen Simulationen bedeutend effi-
zienter sind und zudem für zwei- bzw. dreidimensionale Probleme eine bedingungslose Sta-
bilität aufweisen. Durch die Aufteilung des Problems in mehrere Schritte, in denen jeweils
lediglich Gleichungen für eine Koordinatenrichtung formuliert werden, entstehen tridiagona-
le Gleichungssysteme, die mithilfe des Thomas-Algorithmus effizient gelöst werden können.
Tabelle 4.1 zeigt eine Gegenüberstellung der genannten Verfahren.
Tabelle 4.1: Gegenüberstellung verschiedener Verfahren zur Zeitapproximation
Kriterium explizit Crank-Nicolson / ADI implizit
Genauigkeit O(∆t) O(∆t2) O(∆t)
Stabilität nach Gleichung (4.13) - -
Oszillation
(physikalisch
sinnvoll)
Fo ≤ 16 Fo ≤ 13 -
Performance kein GLS zu lösen
CN: Lösen eines
großen linearen GLS
ADI: Lösen mehrerer
tridiagonaler GLS
Lösen eines großen
linearen GLS
Weiteres
nach [Mar89] sind bei
Nichtlinearitäten meist
kleine ∆t nötig;
keine Art Iteration
erforderlich;
ausgezeichnet für
Parallelisierung
bei ADI entsteht
zusätzliche,
verfahrensbedingte
Abweichung
-
Es zeigt sich, dass das implizite Euler-Verfahren für die vorliegende Problemstellung unge-
eignet ist, da es zwar Vorteile bei der Wahl der maximalen Zeitschrittlänge besitzt, jedoch
meist die Lösung eines großen Gleichungssystems erfordert. Es ist möglich die Geometrien in
allgemeingültige Einheiten aufzuteilen, die sukzessive abgearbeitet werden. An den Grenzen
zweier solcher Einheiten sind zum Zeitpunkt n + 1 die entsprechenden Übergangsbedingun-
gen nach Unterabschnitt 4.1.3 zu erfüllen. Bei der sukzessiven Berechnung kommt es jedoch
zu Situationen, in denen Einheiten angrenzen, die für den aktuellen Zeitschritt noch nicht
berechnet wurden und sich demnach noch im Zeitpunkt n befinden. Folglich ist eine zusätz-
liche iterative Berechnung der Einheiten erforderlich, die die Geschwindigkeit des Verfahrens
deutlich beeinträchtigen kann. Alternativ können die Geometrien (z. B. Wände, Decken,
Kabel) herkömmlich, d. h. als Ganzes, betrachtet werden. Es ist dann jedoch die Kenntnis
der gesamten Geometrie notwendig, um das vollständige Gleichungssystem bestehend aus
allen zur betrachteten Geometrie gehörenden kleinsten allgemeingültigen Einheiten (Cells;
vgl. Unterabschnitt 4.8.2) aufstellen zu können, womit die universelle Nutzbarkeit deutlich
beschränkt wird. Die Alternating Direction Implicit Methode ist trotz ihrer Effizienz aufgrund
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des auftretenden Verfahrenfehlers verglichen mit den anderen genannten Verfahren ebenfalls
nicht geeignet. Hinsichtlich der Kenntnis der Geometrie zur Aufstellung des Gleichungssys-
tems und der Problematik beim sukzessiven Abarbeiten allgemeingültiger Einheiten, in die die
Geometrie aufgeteilt werden kann, bestehen bei der ADI-Methode und dem Crank-Nicolson-
Verfahren keine Unterschiede zum impliziten Verfahren. Für das CN-Verfahren spricht die
höhere Genauigkeit hinsichtlich ∆t gegenüber den anderen Verfahren - nach [Ste02] und
[Bau06] ist für große Werte von ∆t das implizite Verfahren günstiger -, jedoch vor dem
Hintergrund eines zu lösenden großen Gleichungssystems und dem damit verbunden, bereits
erwähnten hohen Aufwand. Betrachtet man die Grenzen, ab denen die Möglichkeit zu physi-
kalisch nicht-sinnvollen Ergebnissen besteht (Oszillationsgrenze), so lässt sich leicht zeigen,
dass beim CN-Verfahren die Zeitschrittweite lediglich um den Faktor „2“ gegenüber dem
expliziten Euler-Verfahren vergrößert werden darf (vgl. Tabelle 4.1 und [Pat80]). In Kom-
bination mit dem enormen Aufwand je Inkrement ist hiermit kein Vorteil zu erwarten und
folglich das Crank-Nicolson-Verfahren verglichen mit den anderen Verfahren für die vorliegen-
de Problemstellung ebenfalls ungeeignet. Die Zeitschrittweite des expliziten Euler-Verfahrens
ist durch die Stabilitätsbedingung (4.13) begrenzt, die zugleich der Oszillationsgrenze ent-
spricht, unterhalb der sich physikalisch sinnvolle Ergebnisse ergeben [Mar95]. Diese Grenze
führt vielfach dazu, dass dieses Verfahren insbesondere bei mehrdimensionalen Fragestellun-
gen als unrentabel bzw. ineffizient bewertet wird. Es ist jedoch zu beachten, dass Nicht-
linearitäten ebenfalls (sehr) kleine Zeitschrittweiten erfordern können [Mar89], womit sich
der diesbezügliche Vorteil beispielsweise des impliziten Verfahrens einschränkt. Wird darüber
hinaus berücksichtigt, dass man allgemein damit rechnet, dass die Lösung eines Gleichungs-
systems mindestens soviel Rechenzeit kostet wie zehn Zeitschritte eines expliziten Verfahrens
[Mun06], relativiert sich die gemeinhin als einschränkend bewertete Auswirkung von (4.13)
auf die Zeitschrittweite beachtlich. Hinzu kommt, dass einer sukzessiven Abarbeitung allge-
meingültiger Einheiten, in die die Geometrie aufgeteilt wird, beim expliziten Euler-Verfahren
nichts im Wege steht, da die Übergangsbedingungen nach Unterabschnitt 4.1.3 zum bekann-
ten Zeitpunkt n zu erfüllen sind. Eine entsprechende Iteration wie bei den anderen Verfahren
ist bei dieser Methode folglich nicht erforderlich. Ebenso kann eine Iteration infolge tem-
peraturabhängiger thermischer Stoffwerte bzw. Quellen/Senken entfallen, da diese analog
zum Zeitpunkt n ausgewertet und in die Modellgleichungen eingesetzt werden. Nach [Bae06]
wird daher allgemein bei temperaturabhängigen Stoffwerten die Anwendung eines explizi-
ten Verfahrens vorgeschlagen. Die höhere Genauigkeit des CN-Verfahrens kann durch eine
kleinere Zeitschrittweite meistens kompensiert werden. Aufgrund der Oszillationsgrenze des
CN-Verfahrens und dessen hohen Aufwands sowie der hohen Geschwindigkeit des expliziten
Verfahrens ist hierdurch keine Rentabilitätseinbuße zu erwarten. Ergänzend ist festzuhalten,
dass für die Integration eines Wärmetransportmodells für gekoppelte Prozesse in eine CFD-
Brandsimulation der Zeitschritt ∆tCFD zur Lösung der Gasphase für das gesamte Problem
maßgeblich ist. Sollte dieser Zeitschritt größer sein, als der zur Einhaltung der Stabilitäts-
bedingung (4.13) maximal mögliche Zeitschritt ∆tf estePhase , so muss programmintern eine
automatisierte Zeitschrittanpassung/-aufteilung von ∆tCFD erfolgen. Erwiesenermaßen sind
die Zeitschritte in einer CFD-Brandsimulation jedoch bereits ohnehin außerordentlich gering
verglichen mit der Zeitdauer des gesamten Problems, sodass die durch (4.13) bedingte Be-
grenzung der Zeitschrittweite im Allgemeinen hier keine bedeutsame Einschränkung darstellt
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und im Rahmen der vorliegenden Problemstellung keineswegs zu einer Bewertung als unren-
tabel bzw. ineffizient führen kann. Auf Grundlage dessen wird im Rahmen dieser Arbeit das
explizite Euler-Verfahren zur zeitlichen Approximation des instationären Wärmeleitproblems
verwendet. Ergänzend ist hinzuzufügen, dass sich das gewählte Verfahren ausgezeichnet für
die Parallelisierung von Algorithmen, die die Aufgabe aktueller und zukünftiger Entwicklung
von CFD-Brandsimulationscodes darstellen, eignet. Nach [Bef08] gewinnen explizite Verfah-
ren durch die Fortschritte in der Rechnerleistung immer mehr an Bedeutung.
Die Modellgleichung für die numerische Umsetzung der Zeitapproximation (Abschnitt 4.3)
kann mithilfe einer abgebrochenen Taylorreihe (4.14) bestimmt werden.
ϑt+∆t = ϑt +
∂ϑ
∂t
∣∣∣∣
t
∆t
1!
+ . . . (4.14)
Hieraus ergibt sich durch Umstellen das explizite Euler-Verfahren, d. h. der auch allgemein
unter dem Namen Vorwärtsdifferenz bekannte Ausdruck für den ersten Term der linken Seite
in (4.7), zu
∂ϑ
∂t
∣∣∣∣
n
=
ϑn+1 − ϑn
∆t
+O(∆t) ≈ ϑ
n+1 − ϑn
∆t
. (4.15)
Hierin sind n der bekannte, vorherige Zeitpunkt t und n + 1 der zu berechnende, aktuelle
Zeitpunkt t + ∆t. Alle weiteren Terme in (4.7) sind dementsprechend zum vorherigen Zeit-
punkt auszuwerten.
Die erforderliche Konvergenz des Modells ergibt sich unmittelbar aus dem Satz von Lax
(vgl. u. a. [Tve02]), nachdem aus der existierenden numerischen Stabilität und der ebenso
vorhandenen Konsistenz des Verfahrens die Konvergenz der (numerischen) Lösung gegen die
analytische folgt.
4.3 Numerische Umsetzung
Mithilfe der im vorangegangenen Abschnitt gewählten, zeitlichen und räumlichen Approxima-
tionsverfahren ist es nun möglich, das in Abschnitt 4.1 hergeleitete Anfangs-Randwertproblem
der instationären Wärmeleitung numerisch, d. h. computergestützt, zu lösen. In den nach-
folgenden Unterabschnitten werden die hierfür grundlegenden Begriffe dargestellt, sowie die
gewählte Vorgehensweise und die erforderlichen Modellgleichungen erarbeitet. Besonderes
Augenmerk soll in diesem Zusammenhang auf die Behandlung veränderlicher Stoffwerte ge-
legt werden (Unterabschnitt 4.3.3).
4.3.1 Indizierung und Diskretisierung
Bei der Finiten-Volumen-Methode unterscheidet man grundsätzlich drei verschiedene Arten
der Formulierung, je nach Lage der Knoten und Kontrollvolumina. Einerseits ist dies die zell-
zentrierte (cell centered) und andererseits die knotenzentrierte (node centered) Formulierung.
Zusätzlich existiert noch eine zelleneckenbasierte (cell vertex) Vorgehensweise (vgl. beispiel-
haft für zweidimensionale Gitter, Abbildung 4.1). Alle vorgenannten Formulierungen sind in
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der Literatur gebräuchlich und vielfach dokumentiert. Nach [Hän06] unterscheiden sie sich bei
der Darstellung der numerischen Flüsse und der Randbedingungen, ohne dass jedoch eine der
Vorgehensweisen wesentliche Vor- oder Nachteile gegenüber einer anderen hat. Ein Wechsel
der Zellaufteilung je nach Art der Randbedingung ist indes unpraktikabel und demzufolge zu
vermeiden; stattdessen ist eine Vorgehensweise zu wählen und konsistent im gesamten Mo-
dell zu verwenden. Die zellzentrierte Vorgehensweise bietet in diesem Zusammenhang eine
gute Anschaulichkeit und einfache Umsetzbarkeit der hauptsächlich auftretenden Randbedin-
gung (vgl. Unterabschnitt 4.4.3). Für das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Modell wird
(a) zellzentriert (b) knotenzentriert (c) zelleneckenbasiert
Abbildung 4.1: Formulierungen der Finiten-Volumen-Methode (2D-Gitter)
auf Grundlage dessen eine zellzentrierte Formulierung der FVM (cell centered) verwendet.
Abbildung 4.2 zeigt eine dreidimensionale, quaderförmige Zelle (Kontrollvolumen) mit den
Wärmestromdichten q˙, die über die jeweiligen Ränder aus den benachbarten Zellen in die
Zelle (i,j,k) ein- bzw. aus dieser in die entsprechenden Nachbarzellen ausfließen. Eine Zelle
im Inneren des betrachteten Gebietes hat im vorliegenden dreidimensionalen Fall sechs Nach-
barzellen, die gemäß der vielfach gebräuchlichen, angelsächsischen Literatur [Pat80] indiziert
werden. Es ergeben sich folglich die Indizes gemäß Abbildung 4.3
• in x-Richtung zu W (West) und E (East),
• in y-Richtung zu S (South) und N (North) sowie
• in z-Richtung zu B (Bottom) und T (Top).
Die Wände des Kontrollvolumens bzw. die zugeordneten Größen (Wärmestromdichten q˙,
gemittelten Wärmeleitfähigkeiten λ etc.) werden analog bezeichnet, erhalten jedoch zur bes-
seren Unterscheidung als Indizes die entsprechenden Kleinbuchstaben (vgl. Abbildung 4.2).
Auf die Behandlung von Zellen an den Rändern bzw. in den Ecken des Berechnungsgebietes
wird in Abschnitt 4.4 näher eingegangen.
Im Hinblick auf die Diskretisierung des entwickelten Modells erfolgt eine Einschränkung auf
orthogonale/kartesische Gitter mit quaderförmigen Kontrollvolumina (Zellen) entsprechend
den Abbildungen 4.2 und 4.3. Ferner sollen die Abmessungen ∆x , ∆y und ∆z in jeweils
durch mehrere, aneinandergrenzende Zellen aufgebauten Objekten in Richtung der jeweiligen
Koordinate konstant angenommen werden. Die Abmessungen ∆x , ∆y und ∆z dürfen sich un-
tereinander indes unterscheiden. Diese Rahmenbedingungen dienen als Vereinfachungen für
die Darstellung der Modellentwicklung und sind ferner für die exemplarische Integration in das
Brandsimulationsprogramm FDS sowie die Modellüberprüfung in Kapitel 5 ausreichend. Die
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Abbildung 4.2: Flüsse an der dreidimensionalen Zelle (i,j,k)
zugrunde gelegten Verfahren, Gleichungen und Überlegungen bieten jedoch die Möglichkeit,
die entsprechenden Erweiterungen relativ einfach einzuarbeiten (s. Abschnitt 4.9).
N
(i,j+1,k)
S
(i,j-1,k)
E
(i+1,j,k)
W
(i-1,j,k)
T
(i,j,k+1)
B
(i,j,k-1)
P
(i,j,k)
Abbildung 4.3: Indizierung der sechs Nachbarn des Knotens P(i,j,k)
4.3.2 Zentrale Modellgleichung
Nach Einführung der erforderlichen Konventionen sind im Folgenden die Gleichungen zu for-
mulieren, die zur computergestützten Lösung der instationären Wärmeleitung mit dem ent-
wickelten Modell verwendet werden.
Unter Zugrundelegung des expliziten Euler-Verfahrens mit der Vorwärtsdifferenz (4.15) für
die zeitliche und der Finiten-Volumen-Methode für die räumliche Approximation sowie den im
vorangegangenen Unterabschnitt dargestellten Rahmenbedingungen kann nach [Pat80] mit
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(4.16) die Modellgleichung zur Bestimmung der Temperatur am Knoten P(i,j,k) im Inneren
des Berechnungsgebietes angegeben werden. Die notwendigen Schritte zur Implementierung
der Randbedingungen werden in Abschnitt 4.4 vorgestellt.
ϑP =
aEϑ
0
E + aWϑ
0
W + aNϑ
0
N + aSϑ
0
S + aTϑ
0
T + aBϑ
0
B + b
a0P
(4.16)
mit: aE =
λe∆y∆z
∆x
aW =
λw∆y∆z
∆x
aN =
λn∆x∆z
∆y
aS =
λs∆x∆z
∆y
aT =
λt∆x∆y
∆z
aB =
λb∆x∆y
∆z
a0P =
ρc∆x∆y∆z
∆t
b = (a0P − aE − aW − aN − aS − aT − aB)ϑ0P + S˙0∆x∆y∆z
S˙0 (z. B. S˙0 = S˙0C + S˙
0
P · T 0P vgl. (4.24))
Aufgrund der Tatsache, dass sämtliche Größen in (4.16) mit Ausnahme von ϑP den Werten
aus dem vorangegangenen Inkrement entsprechen bzw. wie die Zellabmessungen im Vorhinein
bekannt sind, kann hiermit die Temperatur am Knoten P(i,j,k) direkt berechnet werden.
4.3.3 Veränderliche Stoffwerte
Im Allgemeinen kann davon ausgegangen werden, dass die Stoffwerte bzw. Materialgrößen
im Berechnungsgebiet nicht konstant sind. Folglich wurde bereits in der physikalischen Her-
leitung in Abschnitt 4.1 die Tatsache der Ortsabhängigkeit der Materialgrößen λ, ρ und c
berücksichtigt. Die Veränderlichkeit kann hierbei zweierlei Gründe haben. Einerseits ist es
offenkundig, dass bei Vorhandensein mehrerer, unterschiedlicher Materialien im Gebiet die
Materialgrößen nicht überall konstant sein können. Andererseits tritt dieser Fall jedoch auch
bei Anwesenheit von nur einem Material auf, nämlich genau dann, wenn die Stoffwerte dieses
Materials von der Temperatur abhängig sind und sich folglich bei ortsveränderlichem Tem-
peraturfeld ebenso eine Ortsveränderlichkeit der Materialgrößen einstellt 4.
Die Materialgrößen werden im vorliegenden Verfahren wie die Temperaturen dem jeweiligen
Zellmittelpunkt (vgl. Abbildung 4.3) zugeordnet und erfahren folglich ihre Veränderlichkeit
von der Temperatur dieses Knotens bzw. von der Art des Materials, aus der die den Kno-
ten umgebende Zelle besteht. In den Modellgleichungen der Finiten-Volumen-Methode (vgl.
Unterabschnitt 4.3.2) werden die Dichte ρ und die Wärmekapazität c lediglich für die jeweils
betrachtete Zelle, d. h. für den Knoten P(i,j,k) benötigt. Die Wärmeleitfähigkeit λ hingegen
wird zur Beschreibung der Wärmestromdichten q˙ auf den Wänden des Kontrollvolumens ver-
wendet. Da die Wärmeleitfähigkeit in den beiden durch eine Wand miteinander verbundenen
Zellen wie zuvor dargestellt im Allgemeinen unterschiedlich ist, jedoch nur ein Wert für diese
4 Eine weitere Möglichkeit können Phasenänderungen eines Materials sein, die jedoch in dem im Rahmen
dieser Arbeit entwickelten Modell nicht berücksichtigt werden. Diese lassen sich jedoch relativ einfach in
das bestehende Modell integrieren.
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Zellwand in die Modellgleichungen eingeht und eingehen darf, ist eine Mittelwertbildung der
beiden beteiligten Größen unvermeidbar. Denkbar sind in diesem Zusammenhang unter ande-
rem das arithmetische oder das harmonische Mittel der beiden Wärmeleitfähigkeiten. Nach
[Pat80] und [Mar89] ist das harmonische Mittel für die vorliegende Problemstellung die geeig-
netste Vorgehensweise, da nur dann die physikalischen Gegebenheiten bei stark unterschiedli-
chen Wärmeleitfähigkeiten korrekt berücksichtigt werden können. Die gewählte harmonische
Mittelung der Wärmeleitfähigkeit λnb lässt sich mit (4.17) angeben, wobei fnb den Anteil
darstellt, den der Abstand des Knoten NB - NB entspricht dabei einem der Nachbarknoten
gemäß Abbildung 4.3 - zur Zellwand bezogen auf den Gesamtabstand beider Knoten P(i,j,k)
und NB hat. Für die im Modell vorhandene Diskretisierung mit in jeweils einer Koordinaten-
richtung konstanten Zellgrößen lässt sich diese Gleichung mit fnb = 0, 5 (vgl. Voronoi-Boxen)
auf die Formulierung (4.18) vereinfachen. Eine Mittelung für die Materialgrößen Dichte ρ und
Wärmekapazität c ist aus den zuvor genannten Gründen nicht notwendig.
1
λnb
=
(1− fnb)
λP
+
fnb
λNB
(4.17)
λnb =
2λPλNB
λP + λNB
(4.18)
Aufgrund des sich zeitlich verändernden Temperaturfeldes ergibt sich folglich ebenso eine
Änderung der Stoffwerte während des Zeitschritts ∆t. Für das gewählte explizite Verfahren
bedeutet dies, dass die Materialgrößen λ, ρ und c mit ihren Werten zu Beginn des Inkrements,
d. h. mit λ0nb, ρ
0
P und c
0
P , in die Modellgleichung (4.16) einzusetzen sind [Bae06].
4.4 Randbedingungen
Die Formulierung von Randbedingungen ist zur eindeutigen Lösung des instationären Wär-
meleitproblems unverzichtbar. Dies wurde bereits in Unterabschnitt 4.1.3 dargelegt. Bisher
wurde die Anwendung der Gleichungen in Abschnitt 4.3 auf Kontrollvolumina beschränkt,
deren Nachbarn nach Abbildung 4.3 ebenfalls noch innerhalb des Berechnungsgebietes lagen.
Im folgenden Abschnitt sollen nun all die Kontrollvolumina betrachtet werden, bei denen einer
oder mehrere der Nachbarn außerhalb des Berechnungsgebietes, d. h. außerhalb der physika-
lischen Grenzen des Festkörpers, angeordnet sein würden.
Gemäß der in Unterabschnitt 4.2.1 dargestellten Vorgehensweise zur Erstellung des Berech-
nungsgitters fallen die physikalischen Grenzen der festen Phase mit den Wänden der sich
unmittelbar anschließenden Kontrollvolumina zusammen. Durch die Entscheidung für eine
zellzentrierte Variante der FVM entsteht dadurch die Möglichkeit, Wärmestromdichten auf
den Rändern direkt, d. h. ohne Modifikation, zu berücksichtigen. Die Implementierung von auf
dem Rand vorgegebenen Temperaturen bedarf hingegen einer gesonderten Betrachtung. Ge-
nerell sind zwei Wege vorstellbar, die auftretenden und erforderlichen Randbedingungen in die
numerische Formulierung zu integrieren. Einerseits besteht die Möglichkeit, eine eigene Rou-
tine zur Berechnung der Temperaturen in den randnahen Kontrollvolumina vorzusehen, in der
anstatt der Terme für die jeweiligen Nachbarn in (4.16) die entsprechenden Randbedingun-
gen eingesetzt werden. Die weiter innen im Berechnungsgebiet liegenden Kontrollvolumina
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werden dabei nach wie vor mit (4.16) berechnet. Eine Alternative zu dieser Vorgehensweise
besteht darin, das Berechnungsgebiet an den jeweiligen physikalischen Randflächen um eine
weitere Ebene von Kontrollvolumina jenseits dieser Ränder zu erweitern. Diese zusätzlichen
Kontrollvolumina werden als virtuell bezeichnet, da sie lediglich dem Zwecke der numeri-
schen Formulierung dienen und keine eigene physikalische Bedeutung besitzen. Die erste
Variante kommt insgesamt mit weniger Zellen aus, jedoch erhöht sich der Aufwand in der
Programmierung und der programminternen Abarbeitung durch deutlich mehr Abfragen und
Fallunterscheidungen. Mit der zweiten Variante erhöht sich zwar die Gesamtzahl der Zellen,
indes ist hiermit eine bedeutend einheitlichere Programmierung und Abarbeitung möglich.
Da die virtuellen Zellen in jedem Inkrement vorab mit den für die korrekte Implementierung
der Randbedingung erforderlichen Werten belegt werden, müssen nicht mehr Zellen berech-
net werden als mit der ersten Variante. Es erhöht sich lediglich der Speicherbedarf zum
Abspeichern um die Anzahl der virtuellen Zellen. Vor diesem Hintergrund wird für das zu
entwickelnde Modell die zweite Variante, d. h. die Erweiterung des Berechnungsgebietes um
virtuelle Zellen, gewählt. Die Zellen an den Rändern bzw. in den Ecken des originären Be-
rechnungsgebietes erhalten folglich mit den virtuellen Zellen die zur Berechnung notwendigen
Nachbarn nach Abbildung 4.3 außerhalb des ursprünglichen Gebietes. Diese Vorgehenswei-
se ermöglicht die Anwendung der zuvor vorgestellten Gleichungen auch in diesen randnahen
Zellen. Ferner werden wie angeführt im Modell über die außerhalb liegenden, virtuellen Zellen
die Randbedingungen berücksichtigt.
Bevor in den nachfolgenden Unterabschnitten die Modellierung der unterschiedlichen, im Mo-
dell enthaltenen Randbedingungen dargestellt wird, muss zunächst geklärt werden, welche
Arten in der vorliegenden Problemstellung, d. h. der Berechnung der festen Phase inner-
halb einer numerischen Brandsimulation, auftreten. Offenkundig ist als Randbedingung an
der Grenzfläche zwischen Gasphase und fester Phase im Allgemeinen eine kombinierte (Net-
to-)Wärmestromdichte infolge Konvektion und Strahlung q˙net gemäß Unterabschnitt 4.4.3
zu berücksichtigen. In seltenen Fällen aber sind auch die Vorgabe einer Oberflächentempe-
ratur der festen Phase oder einer definierten Wärmestromdichte vorstellbar. Meist sind diese
Arten dann nötig, wenn die Oberfläche so gewählt wird, dass sie mit der Grenze des Berech-
nungsgebietes im CFD-Modell zusammenfällt. Ferner kommen sie für diagnostische Zwecke
wie beispielsweise bei den Überprüfungsbeispielen in Kapitel 5 zum Einsatz. An allen anderen
Oberflächen bzw. in allen anderen Fällen indes würde die Konservativität, d. h. die Erhaltung
der Energie, gefährdet, sodass der Ansatz dieser Randbedingungen dann von begrenztem
Nutzen ist. Zu dieser Erkenntnis kommt auch der FDS-Userguide [McG07b].
4.4.1 Konstante Oberflächentemperatur
Die Vorgabe einer konstanten Oberflächentemperatur ϑOF ist wie bereits angeführt in der
Praxis lediglich als Randbedingung an der äußeren Meshgrenze (Grenze des CFD-Modells)
zweckmäßig. Beispielsweise kann damit die Außentemperatur eines Bauteils definiert werden.
Dies ist vor allem bei massigen Bauteilen (thermisch dick) sinnvoll, da man bei diesen davon
ausgehen kann, dass die Durchwärmung nur langsam voranschreitet und folglich die äußere
Oberflächentemperatur lange Zeit ohne nennenswerte Änderung in ihrem Startwert verharrt.
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Für eine starke thermische Beanspruchung oder sehr dünne Bauteile bzw. sehr gut Wärme
leitende Materialien (thermisch dünn) entsteht durch Vorgabe einer konstanten Oberflächen-
temperatur auf der Außenseite unter Umständen ein Fehler. Es ist dann abzuwägen, ob nicht
etwa die Modellierung der Gasphase auch auf der Außenseite geeigneter ist, um das physikali-
sche Problem korrekt abzubilden. Ferner wird diese Art der Randbedingung für diagnostische
Zwecke, wie in Kapitel 5 benötigt.
Die Randbedingung wird durch Vorgabe der Temperatur in der entsprechenden virtuellen Zelle
berücksichtigt. Da die Oberflächentemperatur ϑOF an der Kontrollvolumenwand vorgegeben
ist, die Temperaturen im Modell jedoch in den Mittelpunkten der Kontrollvolumina, muss
ϑOF zum Mittelpunkt der virtuellen Zelle transferiert werden. Hierzu wird nach [Bae06] bzw.
[McG07a] der Ausdruck (4.19) - antisymmetrische Bedingung - verwendet.
ϑv ir t = 2ϑOF − ϑinnen (4.19)
Hierin ist ϑinnen die Temperatur der ersten Zelle innerhalb der festen Phase. Ferner werden die
Wärmeleitfähigkeit der virtuellen Zelle und ihre Abmessung entlang der Strecke PinnenPv ir t
wie nachfolgend definiert 5.
λv ir t = λinnen
∆xi ,v ir t = ∆xi ,innen
Wird (4.19) in die Fouriergleichung (4.4) auf dem Rand eingesetzt, so ergibt sich in Über-
einstimmung mit [Pol05]
q˙Rand =
λ
∆xi
(ϑinnen − ϑv ir t) (4.19)⇔ q˙Rand = λ∆xi
2
(ϑinnen − ϑOF ).
Begründung: Da sowohl Wärmeleitfähigkeit als auch Abmessung der virtuellen Zelle und der
ersten Zelle innerhalb der festen Phase identisch sind, kann dies als Strahlensatz verstanden
werden. Aufgrund der Lage der Kontrollvolumenwand in der Mitte zwischen Pinnen und Pv ir t
muss sich folgerichtig (4.19) ergeben.
Es ist zu beachten, dass sich durch die Vorgabe konstanter Oberflächentemperaturen (Diri-
chlet-Randbedingung) das Stabilitätskriterium (4.13) verschärft.
4.4.2 Konstante Wärmestromdichte
Die Vorgabe einer konstanten Wärmestromdichte q˙Rand ist ebenso wie die einer konstanten
Oberflächentemperatur wie bereits angeführt in der Praxis lediglich als Randbedingung an
der äußeren Meshgrenze (Grenze des CFD-Modells) sinnvoll. Beispielsweise kann damit der
Wärmestrom an der Außenseite eines Bauteils definiert oder mittels q˙Rand = 0 eine vollstän-
dige Isolierung abgebildet werden. Es ist jedoch auch hier zu beachten, dass durch Vorgabe
einer konstanten Wärmestromdichte auf der Außenseite unter Umständen ein Fehler entste-
hen kann. Es ist dann abzuwägen, ob nicht etwa die Modellierung der Gasphase auch auf
5 Da die virtuellen Zellen keine eigene physikalische Bedeutung besitzen, ist die Wahl von λv ir t und ∆xi ,v ir t
beliebig.
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der Außenseite geeigneter ist, um das physikalische Problem korrekt abzubilden. Ferner wird
auch diese Art der Randbedingung für diagnostische Zwecke, wie in Kapitel 5, benötigt.
Die Randbedingung wird wie zuvor durch Vorgabe der Temperatur in der entsprechenden
virtuellen Zelle berücksichtigt. Die Wärmeleitfähigkeit der virtuellen Zelle und ihre Abmes-
sung entlang der Strecke PinnenPv ir t wird entsprechend dem vorangegangenen Unterabschnitt
definiert 5.
λv ir t = λinnen
∆xi ,v ir t = ∆xi ,innen
Der entsprechende Ausdruck für die numerische Formulierung kann dann mit der Temperatur
der ersten Zelle innerhalb der festen Phase ϑinnen in der Form
ϑv ir t = ϑinnen + q˙Rand
∆xi
λ
(4.20)
geschrieben werden. Dieser Ausdruck ist auf allen Rändern gleichermaßen anzuwenden, wenn
für die Randbedingungen eine Vorzeichenkonvention gewählt wird, bei der Wärmestromdich-
ten, die in die feste Phase eintreten, positiv und Wärmestromdichten, die die feste Phase
verlassen, negativ angesetzt werden. Wird (4.20) in (4.16) eingesetzt, eliminieren sich die
entsprechenden Terme, die den Wärmestrom von ϑv ir t nach ϑinnen, d. h. über den Rand,
repräsentieren, gegenseitig und es verbleibt mit
Q˙ = q˙Rand∆xj∆xk mit: j 6= k und j, k 6= i
der zu beschreibende Randwärmestrom.
Von besonderer Bedeutung für die Berücksichtigung der festen Phase in numerischen Brand-
simulationen ist die Möglichkeit zur Vorgabe einer konstanten Wärmestromdichte mit q˙ = 0.
Diese Option kann im Inneren der festen Phase gewählt werden, um Bereiche mit mehrdimen-
sionalen Effekten gegenüber Bereichen abzugrenzen, in denen sich die Effekte auf weniger
oder nur eine Richtung beschränken. Auf diese Weise kann beispielsweise der Eckbereich einer
Verbindung zwischen Wand und Decke in einem Raum mehrdimensional modelliert werden,
während in weiter entfernten Bereichen, in denen unter Umständen näherungsweise eindimen-
sionale Effekte in Dickenrichtung überwiegen, durch eine vereinfachte Berechnung Rechenzeit
eingespart werden kann. Da die Isothermen an der Trennungsebene innerhalb der festen Pha-
se orthogonal zu derselben verlaufen, ist dort genau q˙ = 0. Die Lage der Bereichstrennung
ist hierbei individuell anzupassen. Ein vergleichbares Vorgehen wird beispielsweise zur Be-
rechnung von Wärmebrücken in DIN EN ISO 10211-2 [DIN08] vorgeschlagen. Im Rahmen
der Implementierung des entwickelten Modells in das Brandsimulationsprogramm FDS (siehe
Abschnitt 4.8) kann die spezielle Randbedingung q˙ = 0 zusätzlich dazu genutzt werden, um
Objekte mit der neuen, dreidimensionalen Wärmeleitung an Objekte, die mit den bisherigen
Möglichkeiten modelliert werden, mit direktem Kontakt anzuschließen.
4.4.3 Wärmestromdichte aus Konvektion und Strahlung infolge eines Brandes
Nachdem in den beiden vorangegangenen Unterabschnitten zwei Arten von Randbedingun-
gen beschrieben wurden, die im Wesentlichen zum Zwecke der Modellierung von äußeren
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Meshgrenzen oder für diagnostische Aufgaben zum Einsatz kommen, wird nun die Rand-
bedingung betrachtet, die - bei physikalisch korrekter Beschreibung - an der Grenzfläche
zwischen Gasphase und fester Phase auftritt. Diese setzt sich zusammen aus einem Anteil
aus konvektivem Wärmeübergang q˙konv und einem Anteil aus Wärmestrahlung q˙rad und lässt
sich als über den Rand (Oberfläche OF) in die feste Phase eintretende bzw. diese verlassende
(Netto-)Wärmestromdichte q˙net bezeichnen [Ste89], [Wic04].
q˙net(t) = q˙tot(t) = q˙konv (t) + q˙rad(t) + [q˙evap(t)] (4.21)
q˙konv (t) = α(t) · (ϑUmgebung(t)− ϑOF (t))
q˙rad(t) = q˙rad,in(t)− q˙rad,out(t)
= (q˙incident(t)− σTOF (t)4)
Die als Randbedingung auftretende (Netto-)Wärmestromdichte q˙net ist für die Aufheizung
bzw. die Abkühlung der festen Phase verantwortlich 6. Bedingung für die Anwendung von
(4.21) als Randbedingung ist, dass eine unendliche optische Dicke (infinite optical thickness)
des Materials vorausgesetzt wird, denn nur dann erfolgt die Absorption der Wärmestrah-
lung unmittelbar an der Grenze zwischen Gasphase und fester Phase, d. h. direkt unter der
Oberfläche in der festen Phase. Andernfalls dringt die Wärmestrahlung je nach Eigenschaft
des Materials - Absorptionskoeffizient κ - tiefer in die feste Phase ein und ist dann nicht
als Randbedingung, sondern als Wärmequelle/-senke (internal radiation) zu berücksichtigen
(vgl. [McG07a]). Die Berechnung von Glas bzw. (optisch) durchlässigen festen Phasen oder
auch Flüssigkeiten bzw. Gasen und dispersen Medien/Fluiden ist indes nicht Bestandteil des
im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Modells. Ferner besitzen beispielsweise Porzellane ei-
ne solche infinite optical thickness [Bar98]. Daher kann an dieser Stelle unendliche optische
Dicke vorausgesetzt und (4.21) als Randbedingung formuliert werden.
Bei Anwendung des expliziten Euler-Verfahrens sind sämtliche Größen vom vorherigen In-
krement in die rechte Seite der Modellgleichung (4.16) einzusetzen; eine Linearisierung ist
hierbei nicht erforderlich. Dies gilt gleichermaßen für die Randbedingungen [Bae06], sodass
(4.21) für den Zeitpunkt n auszuwerten ist. Da jedoch für diesen Zeitpunkt sämtliche Grö-
ßen bekannt sind, können die Anteile aus konvektivem Wärmeübergang und Wärmestrahlung
direkt ausgewertet und mit
q˙Rand = q˙net
gemäß Unterabschnitt 4.4.2 in das Modell integriert werden (vgl. [Pol05]). Dabei ist zu be-
achten, dass q˙Rand sowie λv ir t = λinnen in diesem Fall mit der Zeit veränderlich sind.
Aufgrund der Stabilitätsbedingung (4.13) ist es möglich, dass im Zuge der Berechnung das
Zeitintervall der CFD-Berechnung ∆tCFD größer ist als der für die feste Phase erlaubte
Zeitschritt ∆tf estePhase . In der Konsequenz bedeutet dies, dass zur Berechnung der festen
Phase ∆tCFD in mehrere Schritte aufgeteilt werden muss. Gemäß den zuvor gemachten Aus-
sagen ist dann jeweils zu Beginn eines dieser Schritte die Randbedingung (4.21) mit den
Werten des vorangegangenen Schrittes auszuwerten und in die Modellgleichung (4.16) ein-
zusetzen. Da jedoch erwiesenermaßen die Zeitschritte ∆tCFD in einer CFD-Brandsimulation
6 Der Term q˙evap entspricht einem ggf. mithilfe eines eigenständigen Modells berechneten Wärmeverlust
(d. h. q˙evap ≤ 0) infolge Verdampfens beispielsweise von Sprinklerwassertropfen an der Oberfläche.
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bereits außerordentlich gering sind verglichen mit der Zeitdauer des gesamten Problems,
besteht die Möglichkeit, eine Vereinfachung dieses Vorgehens durchzuführen. Im entwickel-
ten Modell wird daher q˙net bezüglich des Inkrements ∆tCFD konstant angenommen, was
je nach Richtung des Wärmestroms zu einer geringfügigen Über- bzw. Unterschätzung des
tatsächlichen Wertes führt. In der Folge werden die Temperaturen ebenfalls geringfügigen
über- bzw. unterschätzt, was aber wiederum dazu führt, dass im darauffolgenden Inkrement
die zuvor entstandene Abweichung korrigiert wird. Aufgrund der geringen Zeitschrittweiten
innerhalb der CFD-Berechnung bleiben die zwischenzeitlich auftretenden und sich gegensei-
tig von Schritt zu Schritt ausgleichenden Abweichungen äußerst gering. Für ∆tCFD → 0
verschwinden sämtliche Abweichungen, sodass diese Vorgehensweise konsistent ist. Ferner
handelt es sich lediglich dann um eine Vereinfachung, falls tatsächlich ∆tf estePhase < ∆tCFD
erforderlich ist; ansonsten ist das Verfahren exakt und ohne Näherung. Die Anwendbarkeit
dieser Vorgehensweise wird mit dem Überprüfungsbeispiel in Unterabschnitt 5.2.2 bestätigt.
4.5 Thermischer Kontaktwiderstand
Bei der Berührung zweier feste Phase-Objekte (Festkörper) mit unterschiedlicher Ausgang-
stemperatur findet ein Austausch von Wärme über die Kontaktfläche statt, bis nach einiger
Zeit beide Festkörper dieselbe - zwischen den beiden Ausgangstemperaturen liegende - Tem-
peratur besitzen. Der Kontakt wird dabei im Allgemeinen als vollständig, d. h. lückenlos, über
die Fläche angenommen. In der Praxis ist diese Kontaktfläche jedoch in einigen Fällen derart
uneben, dass die Annahme eines vollständigen Kontakts nicht mehr gerechtfertigt ist. Die
Übertragung durch Wärmeleitung findet dann einerseits in den Berührungspunkten direkt von
Festkörper zu Festkörper und andererseits über eine dünne Luftschicht hinweg statt. Da diese
Unebenheiten eine weitaus geringere Größenordnung bzw. Ausdehnung besitzen als die zu be-
rechnende Struktur selbst, ist ihre diskrete Modellierung im Allgemeinen nicht möglich. Diese
Gegebenheiten lassen sich jedoch relativ einfach innerhalb der Berechnung des instationären
Temperaturfeldes über einen sogenannten thermischen Kontaktwiderstand berücksichtigen.
In [Fie07] wird verstärkend berichtet, dass dieses Phänomen in vielen technischen Anwendun-
gen von großer Relevanz ist.
Die der Vorgehensweise zugrunde liegende Vorstellung ist die einer Reihenschaltung von (Wär-
me-)Widerständen (4.22).
Rges =
∑
i
Ri = R1 + R2 + . . . (4.22)
mit: Ri =
∆xi
λi
In (4.22) lässt sich nun ein thermischer Kontaktwiderstand Rtkw ohne Weiteres additiv ein-
fügen. Da das Gitter bestehend aus Kontrollvolumnia stets so zu wählen ist, dass Materi-
algrenzen mit Kontrollvolumenwänden zusammenfallen, sind thermische Kontaktwiderstände
ebenfalls dort zu berücksichtigen. Die Bestimmung der Wärmeleitfähigkeit an der entspre-
chenden Kontrollvolumenwand (4.17) ist dann unter Berücksichtigung von fnb = 0, 5 um den
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Term des thermischen Kontaktwiderstands Rtkw zu erweitern (4.23).
1
λnb
=
1
2λP
+
1
2λNB
+
Rtkw
∆x
(4.23)
Der Temperaturverlauf erfährt bei ansonsten stetigem Verlauf der Wärmestromdichte einen
Sprung an der Kontaktfläche, wie Abbildung 4.4 zeigt. In der Literatur (z. B. [Egg07] und
[MSS06] bzw. [Roh73]) sind entsprechende Werte thermischer Kontaktwiderstände zwischen
unterschiedlichen Materialien angegeben. Für eine Grenzfläche aus Edelstahl (bei einem Kon-
taktdruck von 100kN/m2) lässt sich beispielsweise ein Wert im Bereich 6−25 ·10−4m2K/W
entnehmen. Bei einem Anpressdruck von 1bar gilt für das Materialpaar Stahl/Aluminium ein
Wert von 25 · 10−6 m2K/W .



KF

KF

KF
KF
Abbildung 4.4: Temperaturverlauf an der Kontaktfläche (KF) zweier feste Phase-Objekte 1
und 2 mit thermischem Kontaktwiderstand [Bae06]
4.6 Wärmequellen/-senken
Die Notwendigkeit zur Berücksichtigung von Wärmequellen und -senken innerhalb der festen
Phase in einer numerischen Brandsimulation ergibt sich aus vielerlei Gründen. Diese kön-
nen beispielsweise energetische Änderungen infolge Stoff- bzw. Phasenumwandlungen oder
auch infolge Pyrolysevorgängen sein. Durch entsprechende, in das CFD-Brandsimulationspro-
gramm integrierte Submodelle lassen sich die ggf. zeit- oder temperaturabhängigen Werte
der an einem bestimmten Ort auftretenden Wärmequelle/-senke bestimmen, die dann über
den Quellterm in (4.7) bzw. (4.16) im entwickelten Modell berücksichtigt werden.
Bei Anwendung des expliziten Euler-Verfahrens sind, wie bereits zuvor angesprochen, sämt-
liche Größen vom vorherigen Inkrement in die rechte Seite der Modellgleichung (4.16) ein-
zusetzen. Dies gilt gleichermaßen für den Quellterm [Bae06], sodass dieser für den Zeit-
punkt n auszuwerten ist, was durch die hochgestellte „0“ in (4.16) symbolisiert wird. Liegt
eine Temperaturabhängigkeit vor, so bedeutet dies, dass die Temperatur ϑ0P zu verwenden ist.
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Analoges gilt bei einer Zeitabhängigkeit des Quellterms für die Zeit t. Eine in anderen Verfah-
ren notwendige Linearisierung - empfehlenswerterweise über eine Taylorreihen-Entwicklung -
des im Allgemeinen nichtlinearen Quellterms ist hierbei folglich nicht erforderlich. Da es bei
Anwendung der Finite-Volumen-Methode nicht erforderlich ist, für alle Größen dieselben Pro-
filannahmen zwischen den Kontrollvolumenwänden bzw. den Zellmittelpunkten zu verwenden,
kann für den Quellterm ein Stufenprofil mit konstantem Verlauf innerhalb des Kontrollvolu-
mens gewählt werden [Pat80]. Das bedeutet ferner, dass der Term S˙0 in (4.16) für den
Mittelwert der Quelle/Senke im Kontrollvolumen steht.
Im entwickelten Modell ist beispielhaft die Möglichkeit zur Berücksichtigung einer linearen
Temperaturabhängigkeit des Quellterms vorgesehen (4.24). Nach [Bae06] gilt für eine linear-
temperaturabhängige Quelle/Senke die Stabilitätsbedingung (4.13) unverändert.
S˙0 = S˙0C + S˙
0
P · T 0P (4.24)
Mithilfe der konstanten Parameter S˙0C und S˙
0
P können die konstanten und temperaturabhän-
gigen Anteile der Wärmequelle/-senke definiert werden 7.
Der Fall, dass die beiden Parameter selbst ebenfalls von der Temperatur abhängig sein sollen,
führt zurück auf einen nicht-linearen Quellterm, der entsprechend (4.24) zur Berechnung
von S˙0 zum Zeitpunkt n zusätzlich im Code implementiert werden muss. Eine Linearisierung,
die insbesondere bei komplexen Quelltermen aufwendig werden kann, ist wie bereits darge-
stellt nicht erforderlich. Dieses Vorgehen wird beispielhaft in Unterabschnitt 5.8.3 für eine
Wärmequelle in Anlehnung an ein Pyrolysemodell (Arrhenius-Ansatz) veranschaulicht. Mit
der Einführung und Formulierung der entsprechenden Terme ist eine Schnittstelle für den
zukünftigen Einbau von Pyrolysemodellen jedweder Art geschaffen.
4.7 Schnittstellen - Eingangs- und Rückgabewerte
Eine der Zielsetzungen dieser Arbeit ist es, ein Modell zu entwickeln, welches in seinen
Grundlagen und seiner Struktur derart modular aufgebaut ist, dass es in jeden bestehenden
oder zukünftigen CFD-Brandsimulationscode integriert werden kann. Um dies zu erreichen,
sind insbesondere universelle Schnittstellen zu formulieren, an denen Werte vom CFD-Code
an das Modell für mehrdimensionale Wärmeleitung übergeben werden - im Folgenden Ein-
gangswerte genannt - sowie in umgekehrter Richtung vom entwickelten Modell an die CFD-
Brandsimulation - im Folgenden Rückgabewerte genannt. Es ist einleuchtend, dass diese
zunächst numerischen Schnittstellen auch physikalisch in Form der Kontaktfläche zwischen
Gasphase und fester Phase vorhanden sind.
Die Eingangswerte lassen sich anhand der erforderlichen Randbedingungen nach Abschnitt 4.4
relativ einfach ableiten. Die wesentliche Randbedingung ist die lokale Wärmestromdich-
te q˙net(t) an der Grenze zwischen Gasphase und fester Phase nach (4.21). Die Bestimmung
von q˙rad(t) ist nicht Bestandteil dieser Arbeit, jedoch werden vom Modell die hierfür erforder-
lichen Oberflächentemperaturen ordnungsgemäß zur Verfügung gestellt. Sollte die Berech-
7 Programmintern erfolgt gemäß (4.24) eine Multiplikation des Parameters S˙0P mit der absoluten Tem-
peratur am Mittelpunkt P der Zelle, für die die Quelle definiert wird, sodass dieser Parameter mit der
Einheit W/m3K einzugeben ist (vgl. Anhang D).
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nung der Wärmestrahlung nicht bereits im CFD-Brandsimulationscode enthalten sein, ist eine
entsprechende Erweiterung des CFD-Codes erforderlich. Es ist anzumerken, dass ein Brand-
simulationsprogramm ohne Berücksichtigung der Wärmestrahlung ohnehin nicht zielführend
ist, da der Prozess der Wärmestrahlung unter anderem wegen des Terms (ϑ+ 273, 15)4
einen bedeutenden Einfluss hat. Die Bestimmung von q˙konv (t) kann nach (4.21) mittels
des Wärmeübergangskoeffizienten α(t) sowie der Temperaturdifferenz zwischen Umgebung
und Oberfläche erfolgen. Die Oberflächentemperatur wird wie angesprochen vom Modell
für mehrdimensionale Wärmeleitung selbst korrekt berechnet, während die Umgebungstem-
peratur in einem CFD-Brandsimulationscode ebenfalls von vorneherein zu bestimmen bzw.
vorhanden ist. Zur Ermittlung von α(t) wird in Kapitel 3 ein eigenes, erweitertes Modell für
konvektiven Wärmeübergang zwischen fester Phase und Gasphase erarbeitet.
Bei der Betrachtung der erforderlichen Rückgabewerte wird relativ schnell deutlich, dass die
Übergabe der Oberflächentemperatur an der Kontaktfläche von Gas- und fester Phase aus-
reichend ist. Hierzu wird nach (4.25) in Analogie zu (4.19) ein Mittelwert zwischen den
Temperaturwerten der virtuellen und der ersten inneren Zelle gebildet [Bae06], [McG07a].
ϑOF =
ϑv ir t + ϑinnen
2
(4.25)
Dieses Vorgehen wird erweitert, um die Auswirkungen der in Unterabschnitt 4.4.3 durch-
geführten Näherung, d. h. q˙net konstant bezüglich des Inkrements ∆tCFD, auf die Oberflä-
chentemperatur teilweise zu kompensieren. Dies wird erreicht, indem in (4.25) der vorherige
(„alte“) Wert der virtuellen Zelle statt des aktuellen verwendet wird und es ergibt sich folglich
ϑ1OF =
ϑ0v ir t + ϑ
1
innen
2
. (4.26)
Die Anwendbarkeit dieser gesamten Vorgehensweise wird mit dem Überprüfungsbeispiel in
Unterabschnitt 5.2.2 bestätigt.
Zusammenfassend lässt sich festhalten, dass sämtliche Größen, die in der jeweiligen Richtung
zwischen dem CFD-Brandsimulationscode und dem entwickelten Modell für mehrdimensio-
nale Wärmeleitung an der Schnittstelle (Kontaktfläche) übergeben werden müssen, in diesen
beiden Modellen ohnehin enthalten sind bzw. sein müssen. Folglich sind aufseiten des beste-
henden CFD-Brandsimulationscodes keinerlei Anpassungen erforderlich und das entwickelte
Modell kann problemlos und modulartig integriert werden. Durch die Implementierung der
mehrdimensionalen Wärmeleitung direkt in den CFD-Brandsimulationscode sowie der damit
verbundenen Kopplung an der Schnittstelle in beiden Richtungen ist nun eine unmittelbare
Rückkopplung der mehrdimensional berechneten festen Phase auf das Brandgeschehen ge-
geben.
4.8 Integration in den Brandsimulationscode FDS (Version 5)
Im Rahmen dieser Arbeit wird das entwickelte Modell für mehrdimensionale Wärmeleitung
beispielhaft in die gegenwärtig aktuelle Version 5 des Brandsimulationscodes FDS [McG07b],
der, wie in Kapitel 2 beschrieben und allgemein anerkannt den aktuellen Stand der Tech-
nik in der CFD-Brandsimulation darstellt, integriert. Der folgende Abschnitt beschreibt die
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codespezifischen Anpassungen und Besonderheiten des allgemein entwickelten und in den
vorherigen Abschnitten vorgestellten Modells.
4.8.1 Gegenwärtige Struktur der festen Phase in FDS
Im Brandsimulationscode FDS wird das Berechnungsgebiet (Computational Domain) in ein
orthogonales Gitter (Mesh) von quaderförmigen Zellen eingeteilt, wobei jede Zelle entweder
der Gasphase oder der festen Phase zugeordnet sein kann. Eine oder mehrere aneinandergren-
zende Zellen können zu einem feste Phase-Objekt (OBSTruction) zusammengefasst werden.
Die Seitenflächen dieser Obstructions sind mit Oberflächenelementen (SURFace) zu belegen,
die gegenwärtig unter anderem die thermischen Materialeigenschaften sowie die Emissivität 
beschreiben. Zu Beginn des Berechnungsalgorithmus weist der Code den Grenzflächen zwi-
schen Gasphase und fester Phase eine zweidimensionale Wall Cell eindeutig zu, an denen
im Laufe der Berechnung die Randbedingungen für die Gasphase formuliert werden. Unter
anderem sind dies Randbedingungen für die Massen der einzelnen, in der Berechnung vor-
kommenden Spezies und für die Dichte sowie die thermischen Randbedingungen, hinter der
sich auch die eindimensionale Wärmeleitungsberechnung der festen Phase verbirgt.
Um einen eindimensionalen Wärmetransport durch eine Wand hindurch auf die gegenüber-
liegende Seite (BACKING=EXPOSED) zu berechnen, darf das Objekt maximal die Aus-
dehnung von einer Zelle in Dickenrichtung aufweisen und sollte nach [McG07b] auch nicht
dünner gewählt werden, um volle Funktionalität zu gewährleisten (vgl. Abbildung 4.5). Ferner
Abbildung 4.5: Anordnung einer Wand für BACKING=EXPOSED
muss sich mindestens eine weitere Gasphasenzelle auf der Rückseite anschließen, sodass die
entsprechenden Objekte niemals die äußere Grenze des Meshes bilden können. Alternativ
kann die eindimensionale Wärmeleitung auch mit einer adiabatischen Randbedingung auf der
Rückseite (BACKING=INSULATED) oder mit einer vorgegeben rückseitigen Lufttemperatur
(BACKING=VOID) durchgeführt werden. Die Berechnung erfolgt nacheinander für alle Wall
Cells, wobei jedoch kein unmittelbarer Informationsaustausch zwischen den gegenüberliegen-
den Wall Cells stattfindet. Lediglich die Gastemperatur auf der jeweiligen Rückseite wird
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mit Ausnahme der adiabaten Randbedingung dazu verwendet, um die Nettowärmestrom-
dichte infolge Strahlung und konvektivem Wärmeübergang als rückseitige Randbedingung
für die Wärmeleitungsgleichung zu formulieren. Für BACKING=EXPOSED ist q˙rad,in(t) auf
der Rückseite vorhanden und wird daher verwendet; ansonsten, d. h. für BACKING=VOID,
wird q˙rad,in(t) zu σTLuf t(t)4 bestimmt. Abbildung 4.6 zeigt die vorhandenen BACKING-
Optionen in FDS. Der materielle Aufbau der gegenüberliegenden Surface wird indes in keins-
(a) EXPOSED
(b) INSULATED
(c) VOID
Abbildung 4.6: BACKING-Optionen in FDS
ter Weise berücksichtigt. Bei unsachgemäßer Handhabung ist damit eine physikalisch völlig
unsinnige Modellbildung möglich! Abbildung 4.7 zeigt neben einer korrekten (oberste An-
ordnung), zwei in FDS mögliche aber physikalisch unsinnige Modellierungsmöglichkeiten der
festen Phase.
4.8.2 Neu entwickelte Struktur der festen Phase in FDS
Im entwickelten Modell wird die zuvor dargestellte Struktur aufgebrochen und eine physi-
kalisch korrekte Modellierung bei - unter Berücksichtigung des zugrunde liegenden Meshes
der Computational Domain - freier Wahl der Abmessungen der festen Phase gewährleis-
tet. Das Volumen der zu beschreibenden Geometrie wird durch die kleinsten Einheiten, die
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Abbildung 4.7: Modellierungsmöglichkeiten in der gegenwärtigen Struktur von FDS
der CFD-Code vorsieht, d. h. für FDS durch Obstructions, aufgebaut. Dies ermöglicht eine
universelle und einheitliche Beschreibung dieser Einheiten einerseits in der Eingabe und an-
dererseits in der Programmierung. Für Letztere bestehen große Vorteile insbesondere darin,
dass eine allgemeingültige Grundstruktur in Form einer solchen Einheit mit entsprechenden
allgemein formulierbaren Randbedingungen zugrunde liegt und ferner eine sukzessive Ab-
arbeitung dieser Einheiten möglich ist, die bei Anwendung des expliziten Euler-Verfahrens
ohne Iteration auskommt und folglich eine sehr effiziente Berechnung erlaubt. Diese Vor-
gehensweise wird im Folgenden als Cell-by-Cell-Konzept bezeichnet, wobei Cell allgemein
einer CFD-Zelle und somit der zuvor genannten Einheit entspricht, die die feste Phase ein-
nimmt (vgl. Abbildung 4.8). Für die beispielhafte Integration in FDS ist dies wie erwähnt eine
Obstruction. Darüber hinaus können mit dieser Vorgehensweise auch äußerst komplexe Geo-
Abbildung 4.8: Neu entwickelte Struktur der festen Phase
metrien relativ einfach abgebildet werden, wofür der zusätzlich entwickelte Inputgenerator
(siehe Anhang E) eingesetzt werden kann. Bei geeigneter Erweiterung des Modells ist auch
die Verwendung der BURN_AWAY -Funktion von FDS vorstellbar, die einzelne Obstructions
nach vollständigem Abbrennen „wegschaltet“ und die zuvor belegte Zelle der Gasphase zuweist
(vgl. Abbildung 4.9). Über geeignete Abfragen werden im Verlauf der Berechnung diejenigen
Surfaces bzw. Wall Cells ausgesondert, welche die Grenzflächen zwischen der Gasphase und
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Abbildung 4.9: Verwendung der BURN_AWAY -Funktion
den „neuen“ Obstructions bilden (vgl. Abbildung 4.8). Anschließend erfolgt durch sukzessive
Abarbeitung dieser Zellen, in denen das Berechnungsnetz des Modells für mehrdimensionale
Wärmeleitung inklusive sämtlicher Materialeigenschaften definiert ist, die Ermittlung des in-
stationären Temperaturfeldes. Unter Berücksichtigung der Stabilitätsbedingung (4.13) sind
hierfür gegebenenfalls eine Unterteilung des Zeitinkrements der CFD-Berechnung und folg-
lich mehrere Einzelschritte für die Berechnung der festen Phase erforderlich. Im Anschluss an
die Ermittlung der innen liegenden Temperaturen erfolgt die Bestimmung der Oberflächen-
temperaturen, die den entsprechenden Wall Cells unter anderem für die weitere Gasphasen-
und Wärmestrahlungsberechnung übergeben werden müssen (Rückkopplung).
Innerhalb von FDS ist eine Unterteilung der Wall Cells in kleinere Abschnitte nicht vorgesehen
bzw. nicht möglich, sodass dort die jeweiligen Übergabegrößen (ϑOF und q˙Rand) über der
gesamten Fläche konstant sind bzw. konstant angenommen werden müssen, um die Kon-
servativität zwischen der Gasphase und der festen Phase zu gewährleisten. Bei der für die
Rückkopplung erforderlichen Bestimmung der Oberflächentemperaturen wird daher je Wall
Cell eine arithmetische Mittelwertbildung der nach (4.26) berechneten Werte durchgeführt.
In umgekehrter Richtung wird auch q˙net(t) zu gleichen Teilen als Randbedingung auf das
FVM-Netz der festen Phase innerhalb einer Obstruction angesetzt (vgl. Abbildung 4.10).
Beispielsweise im unmittelbaren Bereich von Ecken können hierdurch ungewollte Abweichun-
gen auftreten, die jedoch zweifelsohne nicht modellbedingt sind und sich mit feiner werdendem
CFD-Mesh immer weiter verringern und bei einer Grenzbetrachtung vollständig verschwinden.
Es handelt sich daher um einen FDS-bedingten Diskretisierungsfehler, der bei Meshverfeine-
rung konsistent verschwindet.
Abbildung 4.10: Zuordnung der Größen an der Oberfläche
Eine Verwendung der neu beschreibbaren Obstructions als äußere Grenze der Computational
Domain ist mit den in den Unterabschnitten 4.4.1 und 4.4.2 vorgestellten Randbedingungen
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prinzipiell möglich, birgt jedoch die Gefahr, eine physikalisch unwirkliche Vorgabe zu treffen.
Es ist daher von Fall zu Fall abzuwägen, ob nicht ein weiterer Bereich mit Gasphasenzellen
angeschlossen und die real vorhandene Nettowärmestromdichte als Randbedingung formuliert
werden sollte.
4.8.3 Ein- und Ausgabegrößen
Der nachfolgende Unterabschnitt stellt die erforderlichen und möglichen Eingabe- bzw. Aus-
gabegrößen des entwickelten Modells dar. Ausgabegrößen eignen sich beispielsweise für eine
weitere Verwendung in anschließenden Untersuchungen, wie einer Heißbemessung mit einer
externen Software. Eine Zusammenfassung aller durch diese Arbeit hinzugekommenen Input-
Parameter enthält Anhang D.
Hinsichtlich der Eingabegrößen sind neben Steuerparametern für die Surfaces und Obstruc-
tions in FDS insbesondere die örtlich variierenden temperaturabhängigen thermischen Mate-
rialeigenschaften und Wärmequellen/-senken zu nennen. Darüber hinaus sind Angaben über
die Anzahl an Kontrollvolumina innerhalb einer jeweiligen Zelle (in FDS: Obstruction) zu
machen, für die eine mehrdimensionale Wärmeleitung berechnet werden soll. Die Ausgabe
von zellbezogenen Temperaturfeldern kann an- bzw. abgewählt sowie durch Vorgabe eines
zeitlichen Intervalls zwischen zwei aufeinanderfolgenden Ausgaben gesteuert werden. Fer-
ner wurden Parameter integriert, welche die Vorgabe thermischer Kontaktwiderstände sowie
Randbedingungen gemäß den Unterabschnitten 4.4.1 und 4.4.2 ermöglichen.
Die Ausgabegrößen betreffend wurde im Modell eine Routine vorgesehen, die, wie zuvor an-
gedeutet, gesteuert das Temperaturfeld einer Zelle zu beliebigen Zeitpunkten ausgibt. Als
Grundlage für das Postprocessing wurde das Format von Tecplot (Version 9) [Amt01] ver-
wendet, jedoch sind die Formate anderer Programme problemlos entsprechend integrierbar.
Die ausgegebenen Temperaturfelder sind unmittelbar für eine anschließende oder parallele
(just-in-time) Analyse einsetzbar. Beispielsweise ließe sich hiermit direkt eine mechanische
Analyse von Bauteilen oder Tragwerken gemäß Eurocode (z. B. [EC203]) durchführen, wo-
mit die zuvor durchzuführende thermische Analyse aufgrund der bereits in der numerischen
Brandsimulation ermittelten Temperaturfelder entfallen kann. Das entwickelte Wärmetrans-
portmodell kann daher als erster Schritt in Richtung einer vollständig gekoppelten Brandsimu-
lation verstanden werden. Neben der Ausgabe von Temperaturfeldern bietet das Modell die
Möglichkeit, Wall Cell bezogene Größen, beispielsweise die Oberflächentemperatur, auszuge-
ben, die insbesondere für diagnostische Zwecke eingesetzt werden können. Ferner werden in
der FDS-Implementierung grundlegende Größen, wie Randbedingungen, gemeinsam mit den
bereits vorhandenen Parametern wie gewohnt in der .out-Datei ausgegeben.
4.9 Alternativen bei der Netzgenerierung
Die Generierung des Netzes für die Berechnung des dreidimensionalen, instationären Tempe-
raturfeldes ϑ(x, y , z, t) erfolgt im hier entwickelten Modell unter der Rahmenbedingung, dass
die Kontrollvolumina innerhalb einer Zelle unterschiedliche Abmessungen (∆x , ∆y und ∆z)
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in den drei Koordinatenrichtungen haben können und dass diese Abmessungen in Richtung
der Koordinaten innerhalb des jeweiligen durch mehrere Zellen aufgebauten Gebietes/Objekts
konstant sind. Ferner wird ein orthogonales Gitter mit quaderförmigen Kontrollvolumina un-
terstellt. Diese Rahmenbedingungen sind Vereinfachungen, die jedoch im Rahmen der Mo-
dellentwicklung und anschließenden -überprüfung ausreichend sind.
Je nach Fragestellung (Geometrie, Materialeigenschaften etc.) können die zuvor beschrie-
benen Rahmenbedingungen unter Umständen zu einschränkend sein, sodass Alternativen bei
der Netzgenerierung in Betracht zu ziehen sind. Dies kann sowohl die Abmessungen der Kon-
trollvolumina als auch deren Form betreffen und kann von relativ einfachen Algorithmen,
wie beispielsweise in FDS [McG07a] zur Variation der Kontrollvolumenmittelpunktsabstän-
de des eindimensionalen Wärmeleitungsmodells, bis hin zu sehr komplexen Verfahren, wie
beispielsweise adaptiven Netzgeneratoren, die die Elementierung sukzessive im Verlauf der
Berechnung anpassen, reichen. Auch ist eine Elementierung denkbar, bei der mehrere Nach-
barkontrollvolumina an nur einer Kontrollvolumenoberfläche angrenzen, wobei die zu bilan-
zierenden Wärmeströme dann entsprechend aufgeteilt werden müssen.
Im Folgenden sollen beispielhaft zwei Alternativen bei der Netzgenerierung einerseits zur Ab-
messung der Kontrollvolumina und andererseits zu deren Form dargestellt werden.
4.9.1 Variable Kontrollvolumenabmessungen in den Koordinatenrichtungen
eines orthogonalen Gitters
Bei starken Gradienten im Verlauf der Veränderlichen (hier dem Temperaturfeld) bietet es
sich gelegentlich an, eine Verfeinerung der Elementierung durchzuführen, um auf diese Wei-
se im gesamten Berechnungsgebiet in etwa dieselbe Approximationsgenauigkeit zu erzielen.
Solche starken Gradienten können insbesondere im Bereich von Rändern oder Singularitäten
auftreten. Innerhalb der in den vorangegangenen Abschnitten erarbeiteten (theoretischen)
Gleichungen des Modells können die Kontrollvolumenabmessungen und Abstände der Kon-
trollvolumenmittelpunkte an sich mit beliebigen Werten belegt werden, sodass das entwickelte
Modell in der Lage ist, diese Alternative der Netzerstellung zu erfassen. Numerisch bedeu-
tet dies indes einen deutlichen Mehraufwand, da für diesen Fall zusätzliche Felder definiert
werden müssen, in denen einerseits die Abmessungen in x-, y- und z-Richtung jedes Kon-
trollvolumens und andererseits die Abstände der Kontrollvolumenmittelpunkte in allen sechs
Richtungen abgelegt werden. Die Routinen müssen anschließend die entsprechenden Werte
aus diesen Feldern auslesen und in den Gleichungen zur Berechnung des dreidimensionalen,
instationären Temperaturfeldes verarbeiten.
4.9.2 Variable Kontrollvolumengeometrien
Eine weitere Alternative bei der Netzgenerierung kann durch eine variable Form (Geometrie)
der Kontrollvolumina erzielt werden. Insbesondere Volumenelemente, deren Oberflächen die
Form von Dreiecken besitzen, wie dies beispielsweise bei Pyramiden (vier von fünf Seitenflä-
chen dreiecksförmig) oder Tetraedern (vier von vier Seitenflächen dreiecksförmig) der Fall ist,
98
4.9 Alternativen bei der Netzgenerierung
eignen sich sehr gut, um komplexe Geometrien nachzubilden. Wie bereits bei der zuvor dar-
gestellten Alternative können die erarbeiteten (theoretischen) Gleichungen des Modells diese
Erweiterungen an sich (ohne Änderung direkt) erfassen, während der numerische Aufwand
indes auch hierbei deutlich ansteigt. Werden zur Netzgenerierung zusätzlich unterschiedliche
Elementtypen verwendet, steigert sich der numerische Mehraufwand abermals beträchtlich.
Neben der Lage der Kontrollvolumenmittelpunkte im dreidimensionalen Raum müssen ferner
die Volumina der einzelnen Kontrollvolumina sowie zur korrekten Bestimmung der Wärme-
ströme die Größen der Grenzflächen zu den Nachbarelementen und deren Flächennormalen
ermittelt werden. Dies soll nachfolgend beispielhaft für ein Tetraeder-Element gezeigt wer-
den.
Es seien die Punkte A (a1/a2/a3), B (b1/b2/b3) und C (c1/c2/c3) die Eckpunkte der Grenz-
fläche GF bzw. einer beliebigen Fläche des Tetraeders und D (d1/d2/d3) der dieser Fläche
gegenüberliegende Punkt. Weiterhin sind aufgrund der Diskretisierung die Koordinaten dieser
Punkte vollständig bekannt. Das Volumen V des Tetraeders ergibt sich auf einfache Weise
aus dem Spatprodukt und lässt sich in der Form
V =
1
6
· −→AD ◦
(−→
AC ×−→AB
)
(4.27)
darstellen. Da ferner
V =
1
2
· −→AD ◦ −−→nGF
ist, ergibt sich der per Definition nach außen gerichtete Normalenvektor −→n , d. h. die Richtung
des Wärmestroms bezogen auf die Grenzfläche, folgerichtig zu
−−→nGF =
−→
AC ×−→AB =
 (c2 − a2) · (b3 − a3)− (c3 − a3) · (b2 − a2)(c3 − a3) · (b1 − a1)− (c1 − a1) · (b3 − a3)
(c1 − a1) · (b2 − a2)− (c2 − a2) · (b1 − a1)
 . (4.28)
Ähnlich einfach lässt sich der noch fehlende Betrag der Grenzfläche über
A =
1
2
∣∣∣−→AC ×−→AB∣∣∣ = 1
2
∣∣−−→nGF ∣∣ (4.29)
bestimmen. Mit (4.27), (4.28) und (4.29), in denen sämtliche Größen bekannt sind, stehen
alle erforderlichen Gleichungen für ein Tetraeder-Element bereit.
Abbildung 4.11: Diskretisierung für eine konsistente Flussapproximation
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Im Hinblick auf die Konsistenz des Verfahrens ist gemäß [Eym99] unbedingt darauf zu achten,
dass die Unbekannten (Werte in den Kontrollvolumenmittelpunkten) zweier Kontrollvolumina
auf einer Linie liegen, die die Grenzfläche dieser beiden Kontrollvolumina orthogonal schneidet
(vgl. Voronoi-Boxen). Andernfalls ist nach [Eym99] die Flussapproximation nicht konsistent.
Eine entsprechende Diskretisierung zeigt Abbildung 4.11.
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In den beiden vorangegangenen Kapiteln wurden die einzelnen Bestandteile des Wärmetrans-
portmodells für gekoppelte Prozesse in der Brandsimulation ausgehend von den theoretischen
Grundlagen bis hin zur numerischen Formulierung sukzessive entwickelt und dargestellt. Die
auf diese Weise erarbeiteten Modelle für den konvektiven Wärmeübergang zwischen Gas-
phase und fester Phase sowie mehrdimensionale Wärmeleitung, die gemeinsam das Wärme-
transportmodell bilden, wurden beispielhaft in die gegenwärtig aktuelle Version 5 des Brand-
simulationscodes FDS [McG07b] integriert. Die hierfür codespezifischen Anpassungen und
Besonderheiten wurden in Kapitel 3 und 4 diskutiert. Im vorliegenden Kapitel werden anhand
einiger Beispiele die Einzelbestandteile des Modells überprüft sowie die bei der Entwicklung
getroffenen Annahmen und Entscheidungen belegt. Dies erfolgt im Wesentlichen anhand von
analytischen Lösungen bzw. Verfahren. Wo dies nicht möglich ist, werden Vergleichsrechnun-
gen mit anderen, bereits ausreichend validierten Werkzeugen und Verfahren eingesetzt. Eines
dieser Werkzeuge ist das Finite-Elemente-Programm ANSYS [Swa07]. Dabei ist zu berück-
sichtigen, dass ANSYS ebenfalls nur ein numerisches Verfahren und nicht die physikalisch
korrekte Lösung ist. Es hat jedoch vielfach gezeigt, dass es die thermischen Auswirkungen
auf Festkörperstrukturen bei Bränden gut wiedergeben kann (vgl. [Zeh04], [Hoh03]), sodass
es für die vorliegende Aufgabe angewendet werden kann.
5.1 Stationärer, eindimensionaler Wärmetransport
Im ersten Anwendungsbeispiel wird als einfachste Form der Überprüfung die stationäre Tem-
peraturverteilung in einer drei-schichtigen Hochofenwand gemäß Abbildung 5.1 berechnet.
Hierzu werden auf der Innen- und Außenseite konstante Oberflächentemperaturen sowie für
die unterschiedlichen Materialien die thermischen Materialeigenschaften nach Tabelle 5.1 vor-
gegeben. Die Innentemperatur wird bei einer Außentemperatur von 50◦C in unterschiedlichen
Berechnungen zu 950 ◦C, 500 ◦C bzw. 150 ◦C angenommen.
Tabelle 5.1: Thermische Materialeigenschaften der Hochofenwand
d [m] λ [W/mK] ρ [kg/m3] c [J/kgK]
Schamotte 0,30 3,2 2000 800
Isolation 0,20 0,1 500 1100
Ziegel 0,25 0,9 1900 1000
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Abbildung 5.1: Aufbau der Hochofenwand
Abbildung 5.2 zeigt einen Vergleich zwischen der jeweiligen analytischen Lösung und der
vom Modell berechneten Temperaturverteilung über der Ofenwanddicke für alle drei durch-
geführten Varianten. Die exakte analytische Lösung lässt sich für dieses Beispiel, wie für die
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Abbildung 5.2: Ergebnisse des stationären, eindimensionalen Wärmetransports
Temperaturen an den inneren Grenzflächen der Materialien bei einer Innentemperatur von
950 ◦C nachfolgend beispielhaft dargestellt, herleiten.
λges =
dges
dSchamotte
λSchamotte
+ dIsolationλIsolation +
dZiegel
λZiegel
≈ 0, 316 W
mK
|q˙| = λges ∆ϑges
dges
≈ 379, 50 W
m2
⇒ ϑSchamotte−Isolation = ϑinnen − |q˙| · dSchamotte
λSchamotte
≈ 914, 4 ◦C
⇒ ϑIsolation−Ziegel = ϑaussen + |q˙| · dZiegel
λZiegel
≈ 155, 4 ◦C
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Es ist zu erkennen, dass das Modell die analytische Lösung stets ohne nennenswerte Ab-
weichung erreicht und auch die Materialübergänge zwischen der äußerst schlecht Wärme
leitenden Isolationsschicht und den gut Wärme leitenden Schichten mit folglich starken Än-
derungen sowohl in der Wärmeleitfähigkeit als auch in den Temperaturgradienten optimal
berücksichtigt. Das numerische Modell berechnet beispielsweise die Temperaturen an den
inneren Grenzflächen mit Differenzen von weniger als 1‰ zum exakten Ergebnis.
5.2 Instationärer, eindimensionaler Wärmetransport
Das Verhalten des Modells bei sich zeitlich veränderndem Temperaturfeld ist nun im nach-
folgenden Abschnitt Gegenstand der Untersuchung. Die Überprüfung erfolgt zunächst ohne
Berücksichtigung des konvektiven Wärmeübergangs zum umgebenden Medium (Unterab-
schnitt 5.2.1, Beispiel 1 und Beispiel 2), bevor dieser anschließend in die Berechnung mitein-
bezogen wird (Unterabschnitt 5.2.2).
5.2.1 Wärmetransport ohne Berücksichtigung des konvektiven
Wärmeübergangs
Im Folgenden wird anhand zweier Beispiele mit analytisch exakter Lösung bzw. analytischem
Näherungsansatz die Fähigkeit des Modells zur korrekten Ermittlung instationärer Tempera-
turfelder nachgewiesen.
Beispiel 1
Das physikalische Problem besteht aus einem Stab der Länge L mit der Temperaturleit-
zahl a, der an den Stirnseiten x = 0 bzw. x = L auf konstanter Temperatur ϑ0 bzw. ϑL
gehalten wird und eine Anfangstemperaturverteilung
ϑ(x, t = 0) = ϑ0 − (ϑ0 − ϑL) x
L
+ ψ · sin( x
L
pi)
besitzt. Der Parameter ψ dient als Vergrößerungsfaktor. Die übrigen Seitenflächen werden
adiabatisch, d. h. vollständig thermisch isoliert, angenommen. Unter diesen Bedingungen soll
der Temperaturverlauf im Stab für verschiedene Zeitpunkte berechnet werden. Das Problem
wird für zwei unterschiedlich stark Wärme leitende Materialien (Kupfer, Beton) mit den in
Tabelle 5.2 angegebenen Eingangsgrößen untersucht.
Tabelle 5.2: Eingangsgrößen für Beispiel 1
a [m2/day ] ϑ0 [◦C] ϑL [◦C] L [m] ψ [◦C]
Variante a (Kupfer) 1,140 2,0 0,5 1,00 1,0
Variante b (Beton) 0,047 550,0 50,0 1,25 300,0
Nach Überführung des Problems in eine Darstellung mit verschwindenden Randtemperaturen,
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d. h. ϑ0 = ϑL = 0, kann mithilfe eines Separationsansatzes und den Koeffizienten einer
Fourierreihe die exakte Lösung allgemein zu
ϑ(x, t) = ϑ0 − (ϑ0 − ϑL) x
L
+ ψ · e−a pi
2
L2
t sin(
x
L
pi)
bestimmt werden [Wes01]. Mit den entsprechenden, tabellierten Eingangsgrößen lassen sich
für beide Varianten die exakten Lösungen wie folgt formulieren,
Variante a: ϑ(x, t) = 2, 0− 1, 5x + e−1,14pi2t sin(xpi) und
Variante b: ϑ(x, t) = 550, 0− 400, 0x + 300, 0 · e−0,030pi2t sin( x
1, 25
pi).
Abbildung 5.3 zeigt eine Gegenüberstellung der mit dem Modell berechneten Ergebnisse bei-
der Varianten im Vergleich zu der jeweiligen exakten Lösung. Es ist deutlich zu erkennen,
dass das entwickelte Modell zu allen Zeitpunkten die analytische Lösung mit Abweichungen
von weit weniger als 1 % sowohl für das stark (Variante a) als auch das schwach Wärme
leitende Material (Variante b) erreicht.
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Abbildung 5.3: Ergebnisse des Beispiels 1 (Einheit: d = day)
Beispiel 2
Ein in der Literatur weit verbreitetes Anwendungsbeispiel für den instationären, eindimensio-
nalen Wärmetransport ist das Problem der Aufheizung bzw. Abkühlung einer in x-Richtung
halbunendlich ausgedehnten, ebenen und isotropen Platte. Die zu lösende Differenzialglei-
chung für dieses Problem lässt sich aus (4.7) ableiten und lautet
∂ϑ
∂t
=
λ
ρc
∂2ϑ
∂x2
= a
∂2ϑ
∂x2
, (5.1)
wobei a die Temperaturleitzahl darstellt. Wird in der homogen temperierten Platte (ϑ0) zum
Zeitpunkt t = 0 die Temperatur bei x = 0 sprunghaft auf ϑu erhöht bzw. reduziert und
anschließend konstant beibehalten, so lassen sich die Anfangs- und Randbedingungen mit
AB: t = 0 und 0 < x <∞ ϑ = ϑ0
t = 0 und x = 0 ϑ = ϑu
RB1: t > 0 und x →∞ ϑ = ϑ0
RB2: t > 0 und x = 0 ϑ = ϑu
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angeben 1. Durch Einführung einer dimensionslosen Übertemperatur Θ nach (5.2) kann die
Differenzialgleichung des Problems unter Verwendung der komplementären Fehlerfunktion
er f c(x) = 1− er f (x) gelöst werden.
Θ =
ϑ− ϑ0
ϑu − ϑ0 (5.2)
Eine sehr gute Abschätzung der Fehlerfunktion er f (x) ergibt sich mit (5.3) durch ein nume-
risches Näherungsverfahren [Abr64].
er f (ξ) = 1− 1
(1 + a1ξ + a2ξ2 + a3ξ3 + a4ξ4 + a5ξ5 + a6ξ6)16
+ E(ξ) (5.3)
mit: ξ =
x√
4at
=
1
2
√
Fo
a1 = 0, 0705230784 a4 = 0, 0001520143
a2 = 0, 0422820123 a5 = 0, 0002765672
a3 = 0, 0092705272 a6 = 0, 0000430638
E(ξ) < 3 · 10−7 ⇒ zu vernachlässigender Fehler
Die gesuchte Lösung der Temperaturverteilung ϑ(x, t) lässt sich demnach über den analyti-
schen Ansatz
ϑ(x, t) = ϑ0 + (ϑu − ϑ0) · (1− er f (ξ)) (5.4)
exakt berechnen.
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Abbildung 5.4: Ergebnisse des Beispiels 2 (Einheit: d = day)
Die Überprüfung des entwickelten Modells erfolgt am konkreten Beispiel eines Betonkörpers
mit einer Temperaturleitzahl von 0,047 m2/day , der zunächst eine Anfangstemperatur von
1 Wird Bi = αx
λ
 1 vorausgesetzt, so kann die sprunghafte Temperaturänderung auf dem Rand auf eine
schlagartige Änderung der Umgebungstemperatur von ϑ0 auf ϑu zurückgeführt werden. Die zu wählende
Randbedingung entspricht dann einer Dirichlet-Randbedingung.
105
5 Überprüfung des Wärmetransportmodells
50 ◦C besitzt. Die Temperatur bei x = 0 wird schlagartig auf 200 ◦C erhöht, sodass sich im
Inneren des Körpers ein instationäres Temperaturfeld ϑ(x, t) ausbildet.
Abbildung 5.4 zeigt die Gegenüberstellung der numerisch berechneten mit der nach (5.4) ana-
lytisch ermittelten Lösung zu unterschiedlichen Zeitpunkten. Es ist zu erkennen, dass beide
Resultate nahezu exakt miteinander übereinstimmen. Die mit zunehmender Zeit auftreten-
den geringen Abweichungen am rechten Ende des Betonkörpers (x → 1, 0 m) erklären sich
damit, dass die theoretische Fehlerfunktion er f (x) erst für sehr große Werte von x (x →∞)
die Randbedingung RB1 (ϑ = ϑ0) unterstellt. In einer praktisch durchgeführten Berechnung
aber ist die geometrische Länge zwangsläufig begrenzt sowie mit RB1 eine Randbedingung
am rechten Rand zur Lösung des Problems unbedingt vorzugeben. Folglich nimmt mit zu-
nehmender Zeit die Abweichung an diesem geometrischen Ende stetig zu, da einerseits die
Fehlerfunktion an dieser Stelle immer größere Werte für ϑ annimmt, aber andererseits in
der Berechnung dort nach wie vor ϑ0 vorgeschrieben ist. Eine Verlängerung des Körpers in
der Berechnung verzögert diese Abweichungen zeitlich und verlagert sie folgerichtig darüber
hinaus geometrisch wiederum an dessen verschobenes, rechtes Ende. Würde man die Länge
des Körpers theoretisch unendlich groß wählen (L→∞), so ergäbe sich zu jedem Zeitpunkt
und an jedem Ort eine Übereinstimmung der berechneten Ergebnisse mit der analytischen
Lösung ohne nennenswerte Abweichungen.
5.2.2 Wärmetransport mit Berücksichtigung des konvektiven
Wärmeübergangs
Im vorangegangenen Unterabschnitt wurde als Randbedingung in x-Richtung stets eine kon-
stante Oberflächentemperatur (Dirichlet-Randbedingung) vorausgesetzt, um auf diese Weise
den konvektiven Wärmeübergang nicht berücksichtigen zu müssen. Im nachfolgenden Über-
prüfungsbeispiel wird nun insbesondere das Verhalten des Modells bei dieser Art der Randbe-
dingung untersucht.
q = 01000 °C
0 °C
P
q = 0
q = 0
Abbildung 5.5: Modellaufbau für das Überprüfungsbeispiel
Das vorliegende Problem stellt die zeitabhängige Abkühlung eines zu Beginn 1000 ◦C war-
men Quaders durch konvektiven Wärmeübergang an ein ihn umgebendes Medium (0 ◦C)
dar. Der Wärmeübergang findet hierbei an einer Seitenfläche mit einem definierten Wär-
meübergangskoeffizienten α = 1, 0 W/m2K statt, während die übrigen Flächen vollständig
isoliert (adiabatisch) bleiben. Die thermischen Eigenschaften des fiktiven Materials werden
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mit λ = 1, 0 W/mK, ρ = 1000, 0 kg/m3 und c = 1, 0 J/kgK angenommen. Abbildung 5.5
zeigt den Modellaufbau des Überprüfungsbeispiels, welches dem Nationalen Anwendungsdo-
kument (NA) zum Eurocode 1 Teil 1-2 [EC103] entnommen werden kann.
Betrachtet wird zunächst der Punkt P auf der Seitenfläche, die der Wärme übertragenden
Oberfläche gegenüberliegt. Für die vorliegende Aufgabenstellung lässt sich eine analytische
Lösung herleiten, deren Ergebnis in Tabelle 5.3 angegeben ist. Ferner sind dort die mit dem
entwickelten Modell berechneten Resultate gegenübergestellt und die Abweichungen, die stets
weit unter 1‰ liegen, angegeben. Letztere befinden sich deutlich innerhalb der akzeptierten
Toleranzen, die im NA angegeben sind. Das entwickelte Modell ist demnach für die thermi-
sche Analyse von Bauteilen auf Grundlage des Eurocodes als geeignet anzusehen.
Tabelle 5.3: Ergebnisse der Vergleichsrechnung mit dem NA-Beispiel (Punkt P )
Zeit [s] ϑanalytisch [◦C] ϑnumer isch [◦C] Abweichung [h]
0 1000,0 1000,0 0,0
60 999,3 999,3 0,0
300 891,8 891,7 0,1
600 717,7 717,5 0,3
900 574,9 574,8 0,1
1200 460,4 460,3 0,3
1500 368,7 368,6 0,2
1800 295,3 295,2 0,2
Tabelle 5.4: Ergebnisse der Vergleichsrechnung mit dem NA-Beispiel (Wärme übertragende
Oberfläche)
Zeit [s] ϑANSY S [◦C] ϑnumer isch [◦C] Abweichung [%]
0 1000,0 1000,0 0,00
60 775,9 773,8 0,26
300 589,0 588,8 0,05
600 468,3 468,2 0,02
900 374,9 374,9 0,01
1200 300,3 300,2 0,03
1500 240,5 240,4 0,03
1800 192,6 192,5 0,03
Darüber hinaus wird das Beispiel zu Vergleichszwecken zusätzlich mit dem FE-Programm AN-
SYS [Swa07] berechnet. Je Koordinatenrichtung wird hierfür eine Diskretisierung von 10cm,
d. h. 10 Elementen, gewählt und ein Zeitschritt von 1 s vorgegeben. Hierbei ist festzustellen,
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dass die äußerst geringen Abweichungen des entwickelten Modells in etwa auch bei der durch
ANSYS ermittelten Lösung auftreten. Auf dieser Grundlage ist es nun möglich, den vom
entwickelten Modell berechneten zeitlichen Verlauf der Temperatur an der Wärme übertra-
genden Oberfläche zu überprüfen. Tabelle 5.4 stellt diesen Vergleich sowie die auftretenden
Abweichungen dar.
Wie bereits für den Punkt P zu beobachten ist, erhält man Ergebnisse ohne nennenswerte
Abweichungen. Dabei ist, wie bereits erwähnt, zu berücksichtigen, dass ANSYS ebenfalls ein
numerisches Verfahren und nicht die physikalisch korrekte Lösung ist. Die angegebenen Ab-
weichungen in Tabelle 5.4 lassen demnach nicht den Schluss zu, dass das entwickelte Modell
schlechter ist als ANSYS. Vielmehr zeigen die geringen Unterschiede beider Lösungen, dass
beide Modelle sehr gut übereinstimmen und, da die mittels ANSYS bestimmten Werte stell-
vertretend für die physikalisch korrekte Lösung stehen, dass das entwickelte Modell eine sehr
gute Lösung des Problems ermöglicht. Wird die Temperatur mit der analytischen Lösung bei-
spielhaft für den Zeitpunkt 1800 s bestimmt, so ergibt sich ein Wert von 192,6 ◦C, der dem
vom Modell berechneten Resultat nahezu exakt entspricht. Die sehr gute Übereinstimmung
wird zudem durch die in Abbildung 5.6 dargestellte zeitliche Entwicklung der Temperaturen
an der Wärme übertragenden bzw. der ihr gegenüberliegenden Oberfläche deutlich belegt.
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Abbildung 5.6: Zeitliche Temperaturentwicklung an der Wärme übertragenden (VS) bzw. der
ihr gegenüberliegenden Oberfläche (RS)
Das durchgeführte Überprüfungsbeispiel belegt die Richtigkeit des entwickelten Modells so-
wie die korrekte Funktion der Randbedingung gemäß Unterabschnitt 4.4.3. Da im Laufe der
Berechnung aufgrund der Stabilitätsbedingung des expliziten Verfahrens etwa 40 Schritte je
Inkrement ∆tCFD zur Ermittlung des jeweiligen Temperaturfeldes durchgeführt werden, be-
stätigt es darüber hinaus die in Unterabschnitt 4.4.3 und Abschnitt 4.7 getroffenen Aussagen
sowie die Anwendbarkeit der Vorgehensweise, q˙net konstant bezüglich des Inkrements ∆tCFD
zu belassen und den vorherigen („alten“) Wert der virtuellen Zelle statt des aktuellen in (4.25)
zu verwenden (vgl. (4.26)).
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5.3 Freier konvektiver Wärmeübergang an horizontalen und
vertikalen ebenen Oberflächen
In Abschnitt 3.2 wurde der Bestandteil des Wärmetransportmodells erarbeitet, der das Phä-
nomen des freien konvektiven Wärmeübergangs an horizontalen und vertikalen, ebenen Ober-
flächen beschreibt. Dieser wird anhand der nachfolgenden Anwendungsbeispiele überprüft.
Beispiel 1
Als Grundlage des ersten Beispiels dienen mehrere Ebenen unterschiedlicher Orientierung
und mit unterschiedlichen, konstanten Oberflächentemperaturen ϑOF , die unter Ausklam-
merung radiativer Effekte ( = 0, 0) sowie erzwungener konvektiver Wärmeübergangseffekte
mit einer Luftumgebung der konstanten 2 Temperatur ϑGas in Kontakt stehen.
Die Oberflächen, deren Temperaturen 100 ◦C bzw. 400 ◦C betragen, werden horizontal und
vertikal angeordnet, sodass sämtliche Fälle a bis c gemäß Abschnitt 3.2 abgedeckt sind.
Tabelle 5.5 zeigt eine Gegenüberstellung der numerisch mithilfe der modifizierten Version
von FDS berechneten Wärmeübergangskoeffizienten und den analytisch exakten Werten. Es
zeigt sich, dass beide Lösungen - bis auf marginale Rundungsdifferenzen - exakt überein-
stimmen und die Modellgleichungen einwandfrei umgesetzt und in den Brandsimulationscode
implementiert wurden. Darüber hinaus ist deutlich zu erkennen, dass eine Unterscheidung
der Fälle b und c von besonderer Bedeutung ist. Beispielsweise ergibt sich an der Unter-
seite bei einer Oberflächentemperatur von 400 ◦C im Vergleich zu 100 ◦C trotz doppelten
Temperaturunterschiedes zur Gasphase (200 ◦C) ein um 37 % und damit deutlich geringerer
Wärmeübergangskoeffizient.
Tabelle 5.5: Wärmeübergangskoeffizienten α [W/m2K] bei freiem konvektivem Wärmeüber-
gang an ebenen Oberflächen
Orientierung ϑOF Fall nach Abschnitt 3.2 αnumer isch αexakt
seitlich 100,0 ◦C a 6,08046 6,08048
seitlich 400,0 ◦C a 7,66089 7,66093
oben 100,0 ◦C c 3,52759 3,52761
oben 400,0 ◦C b 8,88899 8,88901
unten 100,0 ◦C b 7,05518 7,05522
unten 400,0 ◦C c 4,44449 4,44451
Beispiel 2
Wie in Abschnitt 3.2 dargestellt, wird wie für den erzwungenen konvektiven Wärmeübergang
auch für den freien konvektiven Wärmeübergang im Rahmen der numerischen Simulation das
2 Infolge des konvektiven Wärmeübergangs entstehen geringe, jedoch vernachlässigbare Abweichungen.
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Konzept der Relokalisierung angewendet. Aus diesem Grund werden Überprüfungsberechnun-
gen durchgeführt, um die Anwendbarkeit dieser Vorgehensweise zu bestätigen. Ausgangs-
punkt ist das realitätsnahe Brandszenario eines Zimmerbrandes gemäß Unterabschnitt 5.6.3
bzw. Abbildung 5.25 3. Im oberen Bereich des Brandraumes werden aus mehreren feste
Phase-Zellen (Obstructions) zusammengesetzte Objekte bestehend aus Beton bzw. Beton
und Stahl angeordnet. Die Temperaturen der Oberfläche ϑOF und der Gasphase ϑGas wer-
den für jede Zelle bestimmt und für die nachgelagerte, im Folgenden dargestellte Auswertung
ausgegeben. Hinsichtlich des Wärmeübergangskoeffizienten α und der konvektiven Wärme-
stromdichte q˙konv werden je Oberfläche die Werte bestimmt, die sich
a) bei Anwendung des Relokalisierungskonzeptes und
b) bei Mittelung von ϑOF und ϑGas über die gesamte Oberfläche (bzw. Seitenfläche)
ergeben. In letzterem Fall kann die gesamte betrachtete Oberfläche (bzw. Seitenfläche) ge-
wissermaßen als Einheit mit einer (mittleren) Oberflächen- und einer (mittleren) Gaspha-
sentemperatur verstanden werden. Die mit dem Konzept der Relokalisierung (Variante a)
bestimmten Werte werden im Anschluss ebenfalls gemittelt - αa und q˙konv a - und den sich
mit Variante b ergebenden Werten αb und q˙konv b gegenübergestellt. Die Untersuchung wird
zu zwei unterschiedlichen Zeitpunkten tA = 600s und tB = 1500s (Aufheiz- und Auskühlpha-
se) detaillierter durchgeführt. Die Ergebnisse für insgesamt 18 Ober- bzw. Seitenflächen (OF)
sind in den beiden Tabellen 5.6 und 5.7 zusammengefasst.
Erwartungsgemäß ergeben sich aufgrund des bedeutend unterschiedlichen thermischen Ver-
haltens von Beton und Stahl die größten Unterschiede zwischen den beiden Vorgehensweisen
dort, wo beide Materialien gemeinsam an der Oberfläche auftreten und sich demzufolge eine
stärker variierende Verteilung der Oberflächentemperatur ergibt als an jenen Oberflächen,
an denen nur jeweils ein Material (hier: Beton) auftritt. Die Abweichungen zu den unter-
suchten Zeitpunkten liegen für den Wärmeübergangskoeffizienten jedoch auch dann deutlich
unter 5 %, wobei diese in der Auskühlphase etwas höher ausfallen als in der Aufheizphase.
Dieses Verhalten zeigt sich entsprechend auch in den konvektiven Wärmestromdichten, bei
denen maximale Differenzen von deutlich unter 10 % zu beobachten sind. Unabhängig vom
Auswertezeitpunkt betragen die Unterschiede in den Wärmeübergangskoeffizienten an den
reinen Betonoberflächen weit weniger als 1 %. Da die Unterschiede in den Temperaturen
bei der Bestimmung der konvektiven Wärmestromdichte gemäß Unterabschnitt 3.1.2 und
Abschnitt 3.2 zweimalig eingehen, ergeben sich hierfür an den vorgenannten Oberflächen
folgerichtig geringfügig höhere Abweichungen von bis zu etwa 2 %.
Zusätzlich zu den beiden zuvor untersuchten Zeitpunkten, wird eine weitere Auswertung bei
tC = 1125s durchgeführt. Hintergrund ist der in dieser Phase auftretende Effekt, dass entlang
der Ober- bzw. Seitenflächen ein Vorzeichenwechsel der Temperaturdifferenz ∆ϑ zwischen
Oberflächen- und Gasphasentemperatur entstehen kann. Wenngleich die zuvor für den Fall b
dargestellte Betrachtungsweise der gesamten Ober- bzw. Seitenfläche als Einheit unter die-
sen Umständen und vor dem Hintergrund der Rahmenbedingungen, die zur Entstehung der in
Abschnitt 3.2 angegebenen Korrelationen geführt haben, wenig zweckmäßig ist, lassen sich
3 Da sich die vorliegende Fragestellung auf den freien konvektiven Wärmeübergang bezieht, wurden lediglich
die entsprechend zugehörigen Routinen im Quellcode aktiviert. Die Ergebnisse des Beispiels lassen sich
jedoch universell übertragen.
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Tabelle 5.6: Abweichung in α [%]
OF bei tA bei tB bei tC
I 0,020 0,030 40,635
II 0,003 0,024 203,866
III 0,013 0,011 12,803
IV 0,007 0,033 14,647
V 0,014 0,005 0,019
VI 0,001 0,031 0,402
VII 0,055 0,609 6,287
VIII 0,040 0,528 2,024
IX 0,030 0,588 4,821
X 0,057 0,512 21,349
XI 0,023 0,943 3,315
XII 0,085 0,936 4,132
XIII 0,694 1,865 8,190
XIV 0,766 2,726 13,295
XV 0,537 1,514 3,156
XVI 0,722 1,819 11,839
XVII 0,405 1,352 3,812
XVIII 1,134 3,508 16,671
Ober- bzw. Seitenflächen (OF):
I-XII: Beton; XIII-XVIII: Beton und Stahl
Tabelle 5.7: Abweichung in q˙konv [%]
OF bei tA bei tB bei tC
I 0,040 0,059 88,973
II 0,005 0,048 447,903
III 0,027 0,021 32,274
IV 0,014 0,067 57,677
V 0,027 0,010 0,039
VI 0,003 0,061 0,793
VII 0,110 1,102 30,953
VIII 0,079 0,963 33,497
IX 0,060 1,068 19,326
X 0,115 0,939 74,771
XI 0,046 1,659 6,329
XII 0,169 1,645 127,085
XIII 1,366 3,578 12,909
XIV 1,505 5,088 18,136
XV 0,975 3,334 4,597
XVI 1,556 2,966 61,174
XVII 0,805 2,613 6,867
XVIII 2,205 6,407 30,644
Ober- bzw. Seitenflächen (OF):
I-XII: Beton; XIII-XVIII: Beton und Stahl
jedoch wichtige Erkenntnisse aus der Untersuchung des Zeitpunktes tC gewinnen. Ferner ist
die Analyse des gesamten zeitlichen Verlaufs für eine aussagekräftige Überprüfung erforder-
lich. Der Vergleich der beiden Varianten an den reinen Betonoberflächen zeigt teilweise sehr
große Abweichungen. Da die Oberflächentemperaturen aufgrund des identischen Materials
nahe beieinanderliegen und die Gastemperatur, um einen Vorzeichenwechsel in der Tempera-
turdifferenz hervorrufen zu können, zwischen diesen Oberflächentemperaturen liegen muss,
ergibt sich folgerichtig ein nur äußerst geringer Wert für ∆ϑ und ergo die konvektive Wär-
mestromdichte zu q˙konv ≈ 0, was durch die Ergebnisse der Auswertung bestätigt wird. Die
beobachteten Abweichungen sind demzufolge in guter Näherung vernachlässigbar. An den
Oberflächen, an denen beide Materialien auftreten, ergeben sich aufgrund der stärker vari-
ierenden Verteilung der Oberflächentemperatur höhere Werte für ∆ϑ, sodass die vorherige
Auslegung nicht ohne Weiteres übertragbar ist. Es lässt sich jedoch beobachten, dass mit
q˙konv → 0 die Abweichungen zu bzw. umgekehrt abnehmen und im vorliegenden Beispiel ab
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etwa q˙konv = 0, 5 kW/m2 unter 5 % fallen. Die Unterschiede in den Wärmeübergangskoeffi-
zienten liegen hier insgesamt stets deutlich unter 20 % und für die vorgenannte Schwelle von
q˙konv bei nur etwa 3 %. Zudem ist aus der Untersuchung des Zeitpunktes tC als wesentliche
Erkenntnis ableitbar, dass für das Auftreten von Vorzeichenwechseln der Temperaturdiffe-
renz ∆ϑ zwischen Oberflächen- und Gasphasentemperatur entlang einer Oberfläche eine
lokale Betrachtungsweise gemäß Variante a ohnehin die bessere Wahl darstellt, nicht zuletzt
um lokale Effekte und Einflüsse zu berücksichtigen. Da die Voraussetzung der Konsistenz für
den Grenzfall mit konstanten Bedingungen auf triviale Weise erfüllt ist, d. h. αa = αb und
q˙konv a = q˙konv b, und die integrale Äquivalenz der beiden Varianten anhand der Zeitpunkte tA
und tB gezeigt wurde, kann folglich das entwickelte Verfahren für den freien konvektiven Wär-
meübergang an horizontalen und vertikalen ebenen Oberflächen in jeder Hinsicht als geeignet
bezeichnet werden.
5.4 Erzwungener konvektiver Wärmeübergang an horizontalen
und vertikalen ebenen Oberflächen
Nachdem im vorangegangenen Abschnitt die Korrektheit des Modells für das Phänomen
des freien konvektiven Wärmeübergangs an horizontalen und vertikalen ebenen Oberflächen
belegt wurde, soll nun im Folgenden überprüft werden, ob auch bei erzwungenem konvek-
tivem Wärmeübergang an diesen Geometrien die Modellgleichungen fehlerfrei angewendet
und die Modellannahmen bestätigen werden. Zu diesem Zweck wurden das Temperatur- und
das Geschwindigkeitsprofil über einer von Luft turbulent 4 überströmten horizontalen Platte
konstanter Oberflächentemperatur ϑOF und der Länge 1 m (vgl. Abbildung 5.7) mit dem
CFD-Code FDS als exemplarische Eingangswerte des Überprüfungsbeispiels bestimmt. Auf
dieser Grundlage können nun die beiden bestehenden Vorgehensweisen - lokal und gemittelt -
sowie das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Konzept der Relokalisierung angewendet wer-
den, um den Wärmeübergangskoeffizienten α und die konvektive Wärmestromdichte q˙konv
zu bestimmen. Ferner wird die Realisierung der in Abschnitt 3.3 angeführten Konditionen
• Konsistenz
• Berücksichtigung lokaler Effekte und Einflüsse
• Integrale Äquivalenz zu den bestehenden Verfahren
belegt. Die erforderlichen Gleichungen wurden bereits in Kapitel 3 erarbeitet. Die Beziehung
(3.8) wird zur Bestimmung der lokalen Nusselt-Zahl verwendet, während (3.7) entsprechend
gemittelt bzw. lokal ausgewertet auf die mittlere Nusselt-Zahl bzw. die lokale Nusselt-Zahl
nach dem Relokalisierungskonzept führt. Über (3.3) und (3.2) erfolgt abschließend die Be-
stimmung von α und q˙konv .
Um sämtliche Möglichkeiten abzudecken, wird das Überprüfungsbeispiel für beide Richtungen
des Wärmestromes - Heizung und Kühlung - berechnet. Bei einer Temperatur ϑGas der Luft-
umgebung von 100,0 ◦C werden die konstanten Oberflächentemperaturen entsprechend zu
4 Um eine turbulente Strömung zu gewährleisten, wird eine Strömungsgeschwindigkeit von 6m/s zugrunde
gelegt.
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Abbildung 5.7: Turbulent überströmte, horizontale Platte
180,0◦C bzw. 20,0◦C, d. h. ϑOF = ϑGas±80, 0◦C, gewählt. Die Abbildungen 5.8 und 5.9 zei-
gen die resultierenden Verläufe der Wärmeübergangskoeffizienten und der konvektiven Wär-
mestromdichten entlang der Platte. Zur Verdeutlichung der Unterschiede wurden die Werte
auf den jeweiligen Maximalwert der lokalen Vorgehensweise normiert. Die numerisch mithilfe
der - auf Grundlage des in Kapitel 3 entwickelten Modells für konvektiven Wärmeübergang
und seiner Gleichungen - modifizierten Version von FDS berechneten Ergebnisse sind bis auf
marginale Rundungsdifferenzen identisch mit den Kurvenverläufen des Relokalisierungskon-
zeptes, sodass die Modellgleichungen einwandfrei umgesetzt und in den Brandsimulationscode
implementiert wurden. Bei Anwendung der lokalen Vorgehensweise zeigen sich deutlich abfal-
lende Kurvenverläufe, die im Zuge der gemittelten Vorgehensweise erwartungsgemäß durch
über die Plattenlänge konstante Werte ersetzt werden. Die lokalen Gegebenheiten sind darin
zwar implizit enthalten, äußern sich jedoch nicht mehr in den Kurvenverläufen. Lokal betrach-
tet ergeben sich für α und q˙konv hierdurch folgerichtig unterschiedliche Werte, die sich bei
Verwendung als Eingangsgrößen auf anschließende Berechnungen (z. B. Temperaturfelder in
Festkörpern) auswirken. Das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Konzept der Relokalisie-
rung ist indes in der Lage, die lokalen Effekte und Einflüsse partiell wiederherzustellen, was sich
durch Kurvenverläufe äußert, die vom Wert der gemittelten Vorgehensweise in Richtung der
Kurvenverläufe der lokalen Vorgehensweise abweichen. Gewiss werden letztere nicht vollstän-
dig erreicht, jedoch ergeben sich grundsätzlich physikalisch korrektere Werte bzw. Verläufe
des Wärmeübergangskoeffizienten und der konvektiven Wärmestromdichte sowie verringern
sich ferner folgerichtig die oben genannten Auswirkungen auf anschließende Berechnungen.
Am Beispiel der beheizten Platte zeigen die vergrößerten Darstellungen in Abbildung 5.10 in
Verbindung mit den Abbildungen 5.8 und 5.9, dass sowohl für α als auch für q˙konv eine par-
tielle Wiederherstellung der lokalen Effekte und Einflüsse durch das Relokalisierungskonzept
gelingt. Bei einer längeren Platte würden auch in diesem Anwendungsbeispiel die Unterschie-
de zwischen den Kurven der gemittelten Vorgehensweise und des Relokalisierungskonzeptes
im hinteren Bereich der Platte noch deutlicher hervortreten. Die integrale Äquivalenz zu den
bestehenden Verfahren ergibt sich aus Abbildung 5.9, wenn die Integrale unter den Kurven
bestimmt und gegenübergestellt werden. Der sich hieraus ergebende gesamte übertragene
113
5 Überprüfung des Wärmetransportmodells
0,5
0,6
0,7
0,8
0,9
1
1,1
0 0,2 0,4 0,6 0,8 1
x [m]
lokal mittel Relokalisierung

/
x,
m
ax
[-
]
(a) beheizte Platte (ϑOF = 180, 0 ◦C)
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(b) gekühlte Platte (ϑOF = 20, 0 ◦C)
Abbildung 5.8: Verlauf des Wärmeübergangskoeffizienten entlang der Platte (normiert)
Wärmestrom Q˙ bzw. die pro Zeitintervall ∆t übertragene Wärme beträgt für die gemittelte
Vorgehensweise etwa 95 % des Wertes der lokalen Vorgehensweise. Für das Relokalisierungs-
konzept ergibt sich hierbei ein Wert von etwa 94 %. Dies bedeutet, dass das entwickelte
Konzept auch in dieser Hinsicht eine hervorragende Übereinstimmung zeigt. Da überdies die
Erfüllung der Bedingung Konsistenz unter Zuhilfenahme der Darstellungen in Abschnitt 3.3
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gesamter übertragener Wärmestrom:
lokal:   1524 W/mBreite ≙ 100%
mittel:   1455 W/mBreite ≙ 95%
Relokalisierung: 1438 W/mBreite ≙ 94%
∙
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(a) beheizte Platte (ϑOF = 180, 0 ◦C)
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gesamter übertragener Wärmestrom:
lokal:   1525 W/mBreite ≙ 100%
mittel:   1456 W/mBreite ≙ 95%
Relokalisierung: 1441 W/mBreite ≙ 94%
∙
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(b) gekühlte Platte (ϑOF = 20, 0 ◦C)
Abbildung 5.9: Verlauf der konvektiven Wärmestromdichte entlang der Platte (normiert)
durch das Relokalisierungskonzept auf triviale Weise erfüllt ist, werden sämtliche der oben
genannten Konditionen realisiert und das entwickelte Verfahren kann für horizontale und
vertikale ebene Oberflächen in jeder Beziehung als geeignet bezeichnet werden.
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(b) konvektive Wärmestromdichte q˙konv
Abbildung 5.10: Detailansicht der Kurvenverläufe im vorderen Bereich der beheizten Platte
5.5 Konvektiver Wärmeübergang bei Rohr-/Kanalströmungen
Die Darstellungen in Kapitel 3 haben gezeigt, dass es für die im Rahmen dieser Arbeit vor-
liegende Aufgabenstellung ausreichend ist, den konvektiven Wärmeübergang im Innern von
Rohr- und Kanalströmungen auf die erzwungene Art zu beschränken. Die Überprüfung der
dort getroffenen Aussagen bzw. des Modells in diesem Bereich kann dabei in vollständi-
ger Analogie zu Abschnitt 5.4 erfolgen. Zu diesem Zweck werden das Temperatur- und
das Geschwindigkeitsprofil in einem von Luft turbulent 5 durchströmten Kanal konstanter
Oberflächentemperatur ϑOF auf der Innenseite und einem quadratischen Querschnitt mit
der Seitenlänge 0,5 m sowie der Länge 10 m mit dem CFD-Code FDS als exemplarische
Eingangswerte des Überprüfungsbeispiels bestimmt. Auf dieser Grundlage können nun die
beiden bestehenden Vorgehensweisen - lokal und gemittelt - sowie das im Rahmen dieser Ar-
beit entwickelte Konzept der Relokalisierung angewendet werden, um an der Innenseite den
Wärmeübergangskoeffizienten α und die konvektive Wärmestromdichte q˙konv zu bestimmen.
Die erforderlichen Gleichungen wurden bereits in Kapitel 3 erarbeitet und vollständig doku-
mentiert. Ferner wird die Realisierung der in Abschnitt 3.3 bzw. 5.4 angeführten Konditionen
für eine geeignete Methodik belegt.
Um sämtliche Möglichkeiten abzudecken, wird das Überprüfungsbeispiel für beide Richtungen
des Wärmestromes - Heizung und Kühlung - durchgeführt. Bei einer Temperatur ϑGas der zu-
strömenden Luft von 150,0◦C werden die konstanten Oberflächentemperaturen entsprechend
zu 100,0 ◦C bzw. 200,0 ◦C, d. h. ϑOF = ϑGas ±50, 0 ◦C, gewählt. Die Abbildungen 5.11 und
5.12 zeigen die resultierenden Verläufe der Wärmeübergangskoeffizienten und der konvekti-
ven Wärmestromdichten entlang des Kanals. Zur Verdeutlichung der Unterschiede werden die
Werte auf den jeweiligen Maximalwert der lokalen Vorgehensweise normiert. Die numerisch
mithilfe der modifizierten Version von FDS berechneten Ergebnisse sind bis auf marginale
Rundungsdifferenzen identisch mit den Kurvenverläufen des Relokalisierungskonzeptes, so-
dass die Modellgleichungen einwandfrei umgesetzt und in den Brandsimulationscode imple-
5 Um eine turbulente Strömung zu gewährleisten, wird eine Strömungsgeschwindigkeit von 6m/s zugrunde
gelegt.
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(a) beheizter Kanal (ϑOF = 200, 0 ◦C)
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(b) gekühlter Kanal (ϑOF = 100, 0 ◦C)
Abbildung 5.11: Verlauf des Wärmeübergangskoeffizienten entlang des Kanals (normiert)
mentiert wurden 6. Die Gegenüberstellungen zeigen ein analoges Bild, wie dies bereits bei den
Ergebnissen für die ebenen Oberflächen in Abschnitt 5.4 zu beobachten war. Bei Anwendung
6 Am (rechten) Ende des Kanals kommt es aufgrund des dortigen Modellrandes bzw. der außerhalb des
Berechnungsgebietes vorhandenen Temperatur zu einer geringfügigen aber nicht ausschlaggebenden Be-
einflussung der Ergebnisse, die sich durch einen längeren Modellbereich im Anschluss an den Kanal beheben
lässt.
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gesamter übertragener Wärmestrom:
lokal:   6158 W/mUmfang ≙ 100%
mittel:   6043 W/mUmfang ≙ 98%
Relokalisierung: 5994 W/mUmfang ≙ 97%
∙
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(a) beheizter Kanal (ϑOF = 200, 0 ◦C)
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gesamter übertragener Wärmestrom:
lokal:   6395 W/mUmfang ≙ 100%
mittel:   6274 W/mUmfang ≙ 98%
Relokalisierung: 6217 W/mUmfang ≙ 97%
∙
∙
(b) gekühlter Kanal (ϑOF = 100, 0 ◦C)
Abbildung 5.12: Verlauf der konvektiven Wärmestromdichte entlang des Kanals (normiert)
der lokalen Vorgehensweise zeigen sich deutlich abfallende Kurvenverläufe, die im Zuge der
gemittelten Vorgehensweise erwartungsgemäß durch über die Kanallänge konstante Werte
ersetzt werden. Die lokalen Gegebenheiten sind darin zwar implizit enthalten, äußern sich
jedoch nicht mehr in den Kurvenverläufen. Lokal betrachtet ergeben sich für α und q˙konv
hierdurch folgerichtig unterschiedliche Werte, die sich bei Verwendung als Eingangsgrößen
auf anschließende Berechnungen auswirken. Mit dem Konzept der Relokalisierung können
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indes die lokalen Effekte und Einflüsse, widergespiegelt durch Kurvenverläufe, die vom Wert
der gemittelten Vorgehensweise in Richtung der Kurvenverläufe der lokalen Vorgehensweise
abweichen, partiell wiederhergestellt werden. Wie bei den ebenen Oberflächen werden Letz-
tere ohne Zweifel nicht vollständig erreicht, jedoch ergeben sich grundsätzlich physikalisch
korrektere Werte bzw. Verläufe des Wärmeübergangskoeffizienten und der konvektiven Wär-
mestromdichte sowie verringern sich ferner folgerichtig die oben genannten Auswirkungen
auf anschließende Berechnungen. Die integrale Äquivalenz zu den bestehenden Verfahren er-
gibt sich aus Abbildung 5.12, wenn die Integrale unter den Kurven bestimmt und einander
gegenübergestellt werden. Der sich hieraus ergebende gesamte übertragene Wärmestrom Q˙
bzw. die pro Zeitintervall ∆t übertragene Wärme beträgt für die gemittelte Vorgehensweise
etwa 98 % des Wertes der lokalen Vorgehensweise. Für das Relokalisierungskonzept ergibt
sich hierbei ein Wert von etwa 97 %. Dies bedeutet, dass das entwickelte Konzept auch
in dieser Hinsicht eine hervorragende Übereinstimmung zeigt. Da überdies die Erfüllung der
Bedingung Konsistenz unter Zuhilfenahme der Darstellungen in Abschnitt 3.4 durch das
Relokalisierungskonzept trivial erfüllt ist, werden sämtliche der in Abschnitt 3.3 bzw. 5.4 ge-
nannten Konditionen realisiert und das entwickelte Verfahren kann ebenfalls für Rohr- bzw.
Kanalströmungen in jeder Beziehung als geeignet bezeichnet werden.
In Verbindung mit den Abschnitten 5.3 und 5.4 hinsichtlich der horizontalen und vertika-
len ebenen Oberflächen lässt sich hiermit zusammenfassend feststellen, dass das Modell für
konvektiven Wärmeübergang zwischen fester Phase und Gasphase bzw. der erarbeitete An-
satz zur Berechnung des konvektiven Wärmeübergangs in Brandsimulationen geeignet ist und
ferner korrekt umgesetzt wird. Überdies sei an dieser Stelle nochmalig darauf hingewiesen,
dass grundlegende (Einzel-)Bestandteile des Modells bereits durch die entsprechende Lite-
ratur ausreichend validiert sind. Infolgedessen darf das entwickelte Wärmetransportmodell in
diesem Bereich als überprüft angesehen werden.
5.6 Instationärer, mehrdimensionaler Wärmetransport
In den Abschnitten 5.1 und 5.2 konnte für den eindimensionalen Fall mit Hilfe von analy-
tisch exakten Lösungen die Richtigkeit des Modells sowie der Randbedingungen ϑOF und
q˙net(t) bestätigt werden. Für mehrdimensionale Bedingungen sind analytisch exakte Lösun-
gen im Allgemeinen nicht vorhanden bzw. nicht möglich. Dennoch besteht die Möglichkeit,
durch Vergleichsrechnungen mit für den jeweiligen Anwendungsfall bereits hinreichend vali-
dierten Werkzeugen auch für diese Situationen eine geeignete Überprüfung durchzuführen. In
den nachfolgenden Unterabschnitten wird unter Verwendung des Finite-Elemente-Programms
ANSYS [Swa07] diese Vorgehensweise auf das Modell angewendet.
5.6.1 Wärmetransport mit konstant vorgegebenen Wärmestromdichten
Zunächst soll eine dreidimensionale Struktur mit an den Oberflächen unterschiedlichen, zeit-
lich konstant vorgegebenen Wärmestromdichten untersucht und hiermit die Richtigkeit des
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Modells für mehrdimensionale Fälle bestätigt werden. Zudem ermöglicht dieses Beispiel die
Überprüfung der Randbedingung q˙Rand gemäß Unterabschnitt 4.4.2. Erst im Anschluss ist
eine sukzessive Erweiterung der Randbedingungen bis hin zu einem realitätsnahen Szenario
mit q˙net(t) zweckmäßig.
Betrachtet wird ein Würfel mit der Kantenlänge 15 cm, der an den Seitenflächen mit den
konstanten Wärmestromdichten 4, 6, 8, 10, 12 bzw. 14 kW/m2 beaufschlagt wird. Diese
thermische Belastung erzeugt gemeinsam mit dem wechselweise aus Stahl und Beton gewähl-
ten Aufbau ein dreidimensionales, asymmetrisches, instationäres Problem. Abbildung 5.13
zeigt die Struktur, die der Berechnung zugrunde liegt.
Die verwendeten temperaturabhängigen Materialeigenschaften sind den Teilen 1-2 der Euro-
codes 2 [EC203] und 3 [EC303] entnommen.
Abbildung 5.13: Struktur mit dreidimensionalem Wärmetransport
Hinweis:
Bei der Berücksichtigung des Feuchtegehaltes im verwendeten Beton darf gemäß [EC203] für die spezifische
Wärmekapazität c im Bereich zwischen 100 ◦C und 115 ◦C mit einem konstanten, vom Feuchtegehalt ab-
hängigen Wert sowie im Bereich zwischen 115 ◦C und 200 ◦C mit einem linear bei 1000 J/kgK endenden
Verlauf gearbeitet werden, sofern der Feuchtegehalt nicht explizit in der Berechnung berücksichtigt wird. Der
Verlauf in den übrigen Temperaturbereichen bleibt hiervon unbeeinflusst. Dies ist ein praxisüblicher Ansatz,
um unterschiedlich feuchte Materialien (hier Betone) in einer Berechnung - mit Rechenwerten der Material-
eigenschaften - zu berücksichtigen. Folgerichtig ist dies die gegenwärtig einheitliche Vorgehensweise bei der
thermischen Analyse beispielsweise mit FEM-Programmen wie ANSYS [Swa07] oder FIRES-T [Bec74], die
zielgerecht in das vorliegende Modell übertragen wurde. Eine physikalisch noch genauere Abbildung könnte
beispielsweise in Form einer Reaktionsgleichung für die Verdampfung von Wasser erreicht werden. Dies wie-
derum kann über eine Formulierung einem Pyrolyse-Modell entsprechend durchgeführt werden. Wie bereits
dargestellt, wurden die hierfür erforderlichen Schnittstellen im Rahmen dieser Arbeit bereits entwickelt. Neben
der Umsetzung von Wasser zu Wasserdampf sind indes gleichermaßen insbesondere der Transport beider Pha-
sen sowie der entstehende Porendruck für eine physikalisch vollständig exakte Abbildung poröser bzw. feuchter
Materialien notwendig. Da dies noch Gegenstand der aktuellen Forschung ist, erscheint es zum gegenwärtigen
Zeitpunkt folgerichtig, die eingangs erläuterte Vorgehensweise zu präferieren. Die detailliertere Modellierung
ist infolge dessen nicht Gegenstand der vorliegenden Arbeit, sondern ein Themengebiet, welches beispiels-
weise im Rahmen von zukünftigen Untersuchungen behandelt werden könnte. Die Beeinflussung der Dichte
in Abhängigkeit von der Temperatur durch den Wasserverlust hingegen wird auf Grundlage der in [EC203]
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enthaltenen Beziehungen zutreffend wiedergegeben.
Eine ebenso praxisübliche Vorgehensweise im Zusammenhang mit der Berechnung feuchter Materialien ist der
Ansatz des Mittelwertes der Feuchte im Bauteil bzw. Querschnitt anstatt der tatsächlichen Verteilung, d. h.
beispielsweise trockenerer Außen- und feuchterer Innenbereich im Querschnitt. Durch die Definition unter-
schiedlicher Feuchtegrade ein und desselben Materials sowie die entsprechende Zuordnung zu den jeweiligen
Bereichen der festen Phase ist die Abbildung dieses Phänomens jedoch bereits in dem in dieser Arbeit entwi-
ckelten Modell möglich.
Die verwendeten temperaturabhängigen Materialeigenschaften sind zunächst lediglich für steigende oder zeit-
lich konstante Temperaturen, d. h. ∂ϑ/∂t ≥ 0, gültig. Für abnehmende Temperaturen, d. h. ∂ϑ/∂t < 0, die
sogenannte Abkühlphase (oder Abklingphase von Bränden) - sowie nach der Brandbeanspruchung - hingegen
existieren bisher keine anerkannten, ausreichend (experimentell) abgesicherten Materialgesetze. Es ist daher
gegenwärtiger Stand der Technik bzw. die gegenwärtig einheitliche Vorgehensweise, die vorhandenen tempera-
turabhängigen Materialeigenschaften auch für sich verringernde Temperaturen anzuwenden. Dieses Vorgehen
wurde, insbesondere da es sich bei den Materialeigenschaften lediglich um Eingangsgrößen für das entwickelte
Modell handelt, zielgerecht in das vorliegende Modell übertragen, d. h., es wird für alle Phasen des Bran-
des bzw. des Temperatur-Zeit-Verlaufes - im Modell - dasselbe Materialgesetz verwendet. Ein Vergleich von
berechneten mit experimentellen Ergebnissen zum Zwecke der Überprüfung ist demzufolge insbesondere bei
natürlicher Brandbeanspruchung, also eben dem bevorzugten Einsatzgebiet numerischer Brandsimulationen,
bislang als problematisch zu bewerten. Sollten zukünftig geeignete Materialgesetze auch für die Abkühlphase
zur Verfügung stehen, kann das entwickelte Modell in äußerst einfacher Art und Weise erweitert werden, um
auch dieses Phänomen einwandfrei abbilden zu können.
Um zusätzlich den Einfluss der Diskretisierung zu untersuchen, werden die Berechnungen für
zwei unterschiedliche Abmessungen ∆x = ∆y = ∆z = 1 cm und ∆x = ∆y = ∆z ≈ 0, 45 cm
der Kontrollvolumina durchgeführt.
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(b) Pfad parallel zur y-Achse durch die Würfelmitte
Abbildung 5.14: Ergebnisse in Würfelmitte
Abbildung 5.14 zeigt auszugsweise die Ergebnisse der Berechnung entlang zweier Pfade
parallel zur x- bzw. y-Achse durch die Würfelmitte. Es zeigt sich durchweg eine hervor-
ragende Übereinstimmung der Ergebnisse des Modells mit der durch ANSYS berechneten
Lösung. Größere Unterschiede treten lediglich in unmittelbarer Nähe von Materialwechseln
Stahl↔ Beton auf (siehe Abbildung 5.14b). Ursächlich für die in diesen Bereichen erwartungs-
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(b) Pfad parallel zur y-Achse durch die Würfelmitte
Abbildung 5.15: Ergebnisse in Würfelmitte bei feinerer Diskretisierung
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Abbildung 5.16: Ergebnisse in der Ebene x = 0, 575m
gemäß zu beobachtenden Abweichungen sind die erheblich unterschiedlichen thermischen Ma-
terialeigenschaften von Beton und Stahl, z. B. Wärmeleitfähigkeit: λStahl ≈ 30− 50λBeton.
Eine feinere Diskretisierung (siehe Abbildung 5.15) führt ebenso erwartungsgemäß zu einer
deutlichen Abnahme der Unterschiede zwischen beiden Ergebnissen, womit die Vermutung
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einer Diskretisierungsabweichung anstatt eines Modellfehlers bestätigt wird. Insgesamt treten
maximale Abweichungen von etwa 3,8 % =̂ 1,4 ◦C (bzw. 6,8 % =̂ 2,8 ◦C im Bereich der
Materialwechsel) für die gröbere und 1,6 % =̂ 0,6 ◦C (bzw. 1,9 % =̂ 0,8 ◦C im Bereich der
Materialwechsel) für die feinere Diskretisierung auf 7.
Exemplarisch sind in den Abbildungen 5.16 bis 5.18 für die Zeitpunkte 15min (900s) und 1h
(3600 s) die vom Modell und von ANSYS (Kontrollrechnung) ermittelten Temperaturfelder
in jeweils einer Ebene senkrecht zur Koordinatenrichtung x, y bzw. z gegenübergestellt. Zur
Darstellung des vom eigenen Modell berechneten Temperaturfeldes wird die entwickelte und
integrierte Ausgaberoutine für die Visualisierungssoftware TECPLOT [Amt01] eingesetzt.
Die Contourlegenden sind zum Zwecke einer optimalen Vergleichbarkeit in beiden Resultaten
einander angepasst.
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Abbildung 5.17: Ergebnisse in der Ebene y = 1, 075m
Hinweis:
Das berechnete Temperaturfeld wird samt Koordinaten an TECPLOT übergeben und dort den Knotenpunk-
ten eines Gitters zugewiesen. Zwischen diesen Knotenpunkten erfolgt eine lineare Interpolation, welche im
7 Es ist zu beachten, dass auch die mit Hilfe von ANSYS ermittelten Werte stets numerischen Ungenauig-
keiten unterliegen und keine (analytisch) exakten Resultate sein können.
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Allgemeinen nicht zutreffend ist und folglich zwischen diesen Punkten zu einer (marginalen) Abweichung zu
den im Modell über das harmonische Mittel (4.18) korrekt bestimmten Temperaturen führt. Darüber hinaus
werden sowohl die Werte der inneren als auch der virtuellen Zellen dargestellt, sodass es an den Kontaktflächen
der Einzelelemente (Obstructions) zu Überlappungen kommt. Es findet dort keine fehlerhafte Mittelung statt,
sondern es werden alle an diesem Knotenpunkt vorhandenen Temperaturen gleichrangig dargestellt, was zu
geringen Darstellungsschwierigkeiten in TECPLOT führt. Darüber hinaus kennzeichnen die äußeren Begren-
zungslinien der Darstellung folgerichtig die Lage der Mittelpunkte der virtuellen Kontrollvolumina, sodass eine
nach allen Seiten um die Hälfte eines virtuellen Kontrollvolumens zu große Struktur mit in den Eckpunkten un-
passenden und ohne den hier dargestellten Hinweis gegebenenfalls irreführenden Temperaturwerten dargestellt
wird. Dies ist bei der Betrachtung und Interpretation der mittels TECPLOT visualisierten Temperaturfelder
zu beachten. Gleichwohl sind die korrekte Funktion des Modells und die fehlerfreie Berechnung und Ausga-
be der Temperaturwerte hiervon nicht beeinträchtigt. Die vom Modell ermittelten und in der entsprechenden
Ausgabedatei zur Verfügung gestellten Temperaturen sind zweifelsohne korrekt; es handelt sich wie dargestellt
lediglich um kleinere Schwierigkeiten allein in der Darstellung mittels TECPLOT.
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(d) Lösung der Kontrollrechnung (1 h)
Abbildung 5.18: Ergebnisse in der Ebene z = 1, 075m
Geringe Unterschiede zwischen den vom entwickelten Modell und den von ANSYS (Kon-
trollrechnung) ermittelten Temperaturfeldern zeigen sich beispielsweise beim Vergleich von
Abbildung 5.17a und b. Diese lassen sich damit erklären, dass die betreffenden Temperatur-
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werte zwar nur geringfügig voneinander abweichen, jedoch just über bzw. unter die jeweili-
ge Stufengrenze der Skala verschoben sind. Eine entsprechende moderate Modifikation der
Farbskala um lediglich 0,5 - 1 ◦C würde die fragwürdigen Bereiche folgerichtig beseitigen.
Gleichwohl zeigen die dargestellten Temperaturfelder deutlich die durchweg hervorragende
Übereinstimmung der Modellergebnisse mit der Überprüfungsberechnung.
In Ergänzung zu den zuvor dargestellten Simulationen wurde eine Vergleichsrechnung durch-
geführt, bei der die Einteilung der Zeitschritte nicht von der CFD-Berechnung übertragen,
sondern von ANSYS selbst bestimmt wurde. Die sich hierbei ergebenden Resultate sind iden-
tisch mit der zuvor bestimmten Lösung, wie aus Abbildung 5.19 anschaulich hervorgeht.
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(b) Pfad parallel zur y-Achse durch die Würfelmitte
Abbildung 5.19: Ergebnisse in Würfelmitte unter Einschluss der ANSYS-Berechnung bei
selbst bestimmter Zeiteinteilung (var)
Da ANSYS in dieser Berechnung mit bedeutend größeren Zeitschritten sowie einem impliziten
Verfahren arbeitet und das entwickelte Modell dennoch zu denselben Ergebnissen kommt, ist
dies ein ausgezeichneter Beleg für die Anwendbarkeit des expliziten Euler-Verfahrens. Ein Ver-
gleich der Zeitschrittlänge der CFD-Berechnung ∆tCFD mit Werten zwischen etwa 0,07 und
0,12 s mit der gemäß Stabilitätsbedingung maximal erlaubten Zeitschrittlänge max ∆texpl iz it
von etwa 0,13 s für eine Kontrollvolumengröße von 1 cm bestätigt darüber hinaus die Aus-
sage, dass die Zeitschritte der CFD-Berechnung bereits an sich niedrig genug sind, um das
gewählte Zeitapproximationsverfahren ohne Einbußen verwenden zu können.
5.6.2 Wärmetransport mit konvektivem Wärmeübergang
Das vorangegangene Überprüfungsbeispiel belegt, dass das Wärmetransportmodell nicht nur
für ein-, sondern auch für mehrdimensionale Aufgabenstellungen bei Vorgabe zeitlich konstan-
ter Wärmestromdichten auf den Rändern richtige Ergebnisse, d. h. korrekte Temperaturfel-
der, berechnet. Diese Art der Randbedingung tritt in der Praxis zwar eher selten auf, indes
deckt das Beispiel wichtige Erkenntnisse auf. Die in der Realität üblicherweise vorhandene
Randbedingung ist die (Netto-)Wärmestromdichte q˙net aus Konvektion und Strahlung nach
Unterabschnitt 4.4.3. Anhand des realitätsnahen Brandszenarios eines Zimmerbrandes wird
in den beiden nachfolgenden Überprüfungsbeispielen untersucht, ob das Modell auch diese
Fragestellung erfolgreich löst.
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Zu diesem Zweck wird das in Abbildung 5.20 dargestellte Szenario mit dem erweiterten CFD-
Brandsimulationsprogramm Fire Dynamics Simulator (FDS) in der Version 5 berechnet 8.
Abbildung 5.20: Realitätsnahes Brandszenario eines Zimmerbrandes in FDS5
In der zu erwartenden Heißgasschicht wird eine Struktur mit dreidimensionalem Wärme-
transport gemäß Abbildung 5.21 angeordnet. Die Struktur wird durch einen Würfel mit der
Kantenlänge 20cm gebildet, der an allen Seitenflächen der Brandraumatmosphäre ausgesetzt
ist und einen wechselweise aus Stahl und Beton gewählten Aufbau besitzt. Die verwende-
ten temperaturabhängigen Materialeigenschaften sind wiederum den Teilen 1-2 der Euroco-
des 2 [EC203] und 3 [EC303] entnommen. Die Diskretisierung beträgt ∆x = ∆y = ∆z =
1 cm. Im Rahmen dieses Überprüfungsbeispiels wird lediglich der konvektive Anteil q˙konv (t)
der Wärmestromdichte q˙net(t) berücksichtigt, sodass an allen Oberflächen der betrachteten
Struktur die Emissivität mit  = 0 anzunehmen ist, womit letztlich q˙rad = 0 folgt.
(a) Struktur in FDS (b) Aufbau der Struktur
Abbildung 5.21: Struktur mit dreidimensionalem Wärmetransport
Zur Überprüfung der Lösung des Wärmetransportmodells wird wie im vorhergehenden Bei-
spiel das Finite-Elemente-Programm ANSYS eingesetzt, das die thermischen Auswirkungen
auf Festkörper bei Bränden gut wiedergeben kann (vgl. [Zeh04], [Hoh03]). Die theoretischen
Grundlagen zur Berechnung des instationären Temperaturfeldes sind hierbei mit dem in dieser
Arbeit entwickelten mehrdimensionalen Wärmetransportmodell vergleichbar. Die gewählten
8 Da in diesem Beispiel lediglich der konvektive Anteil der Wärmestromdichte q˙net auf die Struktur aufge-
bracht wird, kommt ein Szenario mit gegenüber Unterabschnitt 5.6.3 erhöhter Brandlast zum Einsatz, um
ein aussagekräftiges Temperaturniveau innerhalb der Struktur zu erreichen.
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numerischen Methoden (siehe Kapitel 4) sind indes unterschiedlich. Ferner wurde die Kon-
zeption des entwickelten Modells insbesondere im Hinblick auf die unmittelbare Anwendung
innerhalb numerischer Brandsimulationen neu erarbeitet und bildet somit den Unterschied
zu den vorhandenen eigenständigen Programmen wie ANSYS oder FIRES-T, mit denen ge-
genwärtig die Temperaturfelder in festen Strukturen im Anschluss an eine Brandsimulation
bestimmt werden. Dies ist unter anderem auch der Grund dafür, dass die an dieser Stelle
durchgeführte Überprüfung des entwickelten Modells notwendig ist. Eine Übereinstimmung
der Ergebnisse, die mit diesen Werkzeugen (hier: ANSYS) und mit dem in dieser Arbeit ent-
wickelten Modell ermittelt werden, lässt - unter der Voraussetzung gleicher Eingangsgrößen -
die Schlussfolgerung zu, dass das Wärmetransportmodell die thermischen Auswirkungen auf
Festkörper bei Bränden mindestens ebenso gut wiedergibt. Der Unterschied zur Nachrech-
nung eines Versuchs bzw. zum Vergleich mit Versuchsdaten liegt in der Qualität eben dieser
Eingangsgrößen. Das Brandsimulationsprogramm muss zunächst vorab dahin gehend über-
prüft werden, ob es diese im Versuch, d. h. beim Brand, auftretenden Eingangsgrößen korrekt
wiedergibt. Letzteres ist indes, wie bereits dargestellt, nicht Gegenstand und Bestandteil die-
ser Arbeit, sondern die Aufgabe einer eigenen Validierung des Brandsimulationsprogramms.
Es sollen in diesem Kapitel vielmehr die in dieser Arbeit entwickelten Modelle des konvektiven
Wärmeübergangs und der mehrdimensionalen Wärmeleitung überprüft werden. Anders als in
den Abschnitten 5.3 bis 5.5 besteht mit den zuvor genannten Werkzeugen die Möglichkeit,
diese Überprüfung auf der Basis von Vergleichsrechnungen ohne die konkrete Verwendung
von Versuchsdaten durchzuführen, sodass der hier eingeschlagene und dargestellte Weg als
richtig und als vorbehaltlos zielführend angesehen werden kann.
Die Brandwirkung wird innerhalb der Kontrollrechnung mit ANSYS in Form von Wärme-
stromdichten, d. h. in Form des in der FDS-Brandsimulation ermittelten zeitlichen Verlaufs
von q˙konv (t), auf die Struktur aufgebracht. Für den Fall, dass die Temperaturfelder beider
Berechnungen (nahezu) identisch sind, gilt dies insbesondere auch für die Oberflächentem-
peraturen, die als Rückgabegröße dem CFD-Brandsimulationsprogramm übergeben werden
und die Bestimmung des Wertes von q˙konv (t) beeinflussen (vgl. Überprüfungsbeispiel in Un-
terabschnitt 5.2.2). Damit wären der zeitlichen Verlauf von q˙konv (t) nicht vom Wärme-
transportmodell verfälscht und beide Berechnungen auch in den tatsächlich aufzubringenden
Eingangsgrößen äquivalent. Das Vorgehen, Bestimmung der Brandwirkung auf eine Struk-
tur mit einem überprüften CFD-Brandsimulationsprogramm und Übertragung derselben in
ein externes Programm zur Ermittlung des instationären Temperaturfeldes innerhalb dieser
Struktur, entspricht - mit allen Vor- und Nachteilen - der gegenwärtig gewählten Vorgehens-
weise im Brandschutzingenieurwesen.
Abbildung 5.22 zeigt auszugsweise die Ergebnisse der Berechnung entlang zweier Pfade par-
allel zur x- bzw. y-Achse durch den Würfel. Es zeigt sich durchweg eine hervorragende Über-
einstimmung der Ergebnisse des Modells mit der durch ANSYS berechneten Lösung. Ins-
besondere der zur Oberfläche hin steile Anstieg der Temperaturkurve, der durch die geringe
Wärmeleitfähigkeit des Betons verursacht wird, kann vom Modell gut wiedergegeben werden.
Mit einer feineren Diskretisierung ließe sich eine weitere Minimierung der noch vorhandenen
Abweichungen erzielen. Nennenswerte Unterschiede treten lediglich in den Kurvenverläufen
von Abbildung 5.22b nach 3600 und 5400 s auf. Dort sind in der rechten Bildhälfte (Stahl)
Abweichungen von maximal 2 % =̂ ca. 2,6 ◦C zu erkennen. Aufgrund des geringen Umfangs
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Abbildung 5.22: Ergebnisse mit konvektivem Wärmeübergang
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(c) Lösung des Modells (1 h)
ANSYS 11.0    
POST1 SURFACES
VALUE= TEMPERA  
Y_EBENE
TIME=3600
122.259     
126.47      
130.681     
134.892     
139.103     
143.314     
147.525     
151.736     
155.947     
160.158     
(d) Lösung der Kontrollrechnung (1 h)
Abbildung 5.23: Ergebnisse in der Ebene y = 2, 145m
dieser Differenzen, der hervorragenden Übereinstimmung der restlichen Temperaturwerte so-
wie der Auswertung des ähnlichen Überprüfungsbeispiels in Unterabschnitt 5.6.3 kann ein
Modellfehler an dieser Stelle ausgeschlossen werden. Die auftretenden, marginalen Abwei-
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chungen sind demnach folgerichtig der üblichen Rechenungenauigkeit zuzuordnen.
In den Abbildungen 5.23 und 5.24 sind für die beiden Zeitpunkte 15min und 1 h (Anstieg-
und Abklingphase der Temperatur) exemplarisch die vom Modell und die mittels ANSYS
bestimmten Temperaturfelder in jeweils einer Ebene dargestellt. Wie bereits für den Fall kon-
stanter Wärmestromdichten auf den Randflächen zeigt sich auch in diesem Überprüfungs-
beispiel eine sehr gute Übereinstimmung der Modellergebnisse mit der Kontrollrechnung. Die
zu beobachtenden Bereiche mit geringen Abweichungen können wie im vorherigen Beispiel
mit der Skaleneinteilung begründet und entsprechend beseitigt werden. Insbesondere die Eck-
bereiche in Abbildung 5.23c im Vergleich zu 5.23d links oben sowie in Abbildung 5.24c im
Vergleich zu 5.24d links unten belegen, dass das entwickelte Modell hervorragend in der La-
ge ist, die sich ausbildenden, dreidimensionalen Temperaturfelder bei zeitlich veränderlichen
Randbedingungen zu bestimmen.
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(d) Lösung der Kontrollrechnung (1 h)
Abbildung 5.24: Ergebnisse in der Ebene z = 1, 655m
5.6.3 Wärmetransport mit konvektivem und radiativem Wärmeübergang
Im vorangegangenen Beispiel war die Brandwirkung auf die Struktur begrenzt auf den konvek-
tiven Anteil der Wärmestromdichte q˙net(t). Nun soll zusätzlich der radiative Anteil q˙rad(t)
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infolge Wärmestrahlung in der Berechnung berücksichtigt werden.
Die betrachtete Struktur entspricht dem zuvor verwendeten Würfel nach Abbildung 5.21 mit
einer Diskretisierung von 1cm nach allen Richtungen und den temperaturabhängigen Materi-
aleigenschaften nach den Teilen 1-2 der Eurocodes 2 [EC203] und 3 [EC303]. Diesen Normen
sind auch die Emissivitäten von Stahl und Beton zu jeweils  = 0, 7 zu entnehmen. Da die in
die Struktur eintretende Wärmestromdichte infolge des zusätzlich berücksichtigten radiativen
Anteils ansteigt, wird das realitätsnahe Brandszenario aus Unterabschnitt 5.6.2 modifiziert,
indem hier eine geringere Brandlast zugrunde gelegt wird (vgl. Fußnote auf Seite 126). Das
mit FDS5 berechnete Szenario ist in Abbildung 5.25 dargestellt.
Abbildung 5.25: Realitätsnahes Brandszenario eines Zimmerbrandes in FDS5
Zur Überprüfung der Lösung des Wärmetransportmodells wird wie im vorhergehenden Bei-
spiel das Finite-Elemente-Programm ANSYS eingesetzt. Die Brandwirkung wird innerhalb
der Kontrollrechnung mit ANSYS in Form von Wärmestromdichten, d. h. in Form des in
der FDS-Brandsimulation ermittelten zeitlichen Verlaufs von q˙net(t), auf die Struktur auf-
gebracht. Für den Fall, dass die Temperaturfelder beider Berechnungen (nahezu) identisch
sind, gelten die Ausführungen in Unterabschnitt 5.6.2 in gleicher Weise. Diese sind ferner
analog auf den radiativen Anteil übertragbar.
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Abbildung 5.26: Ergebnisse mit konvektivem und radiativem Wärmeübergang
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Abbildung 5.26 zeigt auszugsweise die Ergebnisse der Berechnung entlang zweier Pfade paral-
lel zur x- bzw. y-Achse durch den Würfel. Es zeigt sich erneut durchweg zu allen Zeitpunkten
und an allen Auswertepunkten eine sehr gute Übereinstimmung der Ergebnisse des Modells
mit der durch ANSYS berechneten Lösung. Insbesondere der steile Verlauf der Temperatur-
kurven an den Rändern der Struktur kann auch in diesem Beispiel sehr gut wiedergegeben
werden. Mit einer feineren Diskretisierung wäre auch hier eine weitere Minimierung der noch
vorhandenen Abweichungen durchführbar. Größere Unterschiede wie in Unterabschnitt 5.6.2
sind in diesem Überprüfungsbeispiel indes nicht zu beobachten.
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(d) Lösung der Kontrollrechnung (30min)
Abbildung 5.27: Ergebnisse in der Ebene y = 2, 145m
In den Abbildungen 5.27 und 5.28 sind für die beiden Zeitpunkte 15min und 30min (Anstieg-
und Abklingphase der Temperatur) exemplarisch die vom Modell und die mittels ANSYS er-
zielten Temperaturfelder in jeweils einer Ebene dargestellt. Wie in den beiden vorhergehenden
Beispielen zeigt sich auch in diesem Überprüfungsbeispiel eine sehr gute Übereinstimmung
der Modellergebnisse mit der Kontrollrechnung. Insbesondere auch die thermisch hoch be-
anspruchten Eckbereiche in Abbildung 5.23c im Vergleich zu 5.23d und in Abbildung 5.24c
im Vergleich zu 5.24d zeigen eine gute Übereinstimmung, während die zu beobachtenden
Bereiche mit geringen Abweichungen wiederum durch die Skaleneinteilung erklärt und ent-
sprechend beseitigt werden können. Die vollzogenen Vergleichsrechnungen mit ANSYS und
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die hierbei erzielten Ergebnisse zeigen unter gleichzeitiger Berücksichtigung der Resultate des
vorherigen Unterabschnitts eine nahezu vollständige Übereinstimmung der beiden Modelle.
Wie bereits dargestellt, kann ANSYS die thermischen Auswirkungen auf Festkörperstrukturen
bei Bränden gut wiedergeben (z. B. [Zeh04], [Hoh03]). Folgerichtig kann diese Aussage auch
auf das entwickelte Modell übertragen werden, womit dieses unter anderem hervorragend
dafür geeignet ist, die sich ausbildenden, dreidimensionalen Temperaturfelder bei den sich
zeitlich verändernden Randbedingungen eines realen Brandszenarios, wie es exemplarisch in
Abbildung 5.25 bzw. 5.20 dargestellt ist, nahezu exakt, d. h. mit sehr geringen Abweichun-
gen, zu bestimmen.
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(d) Lösung der Kontrollrechnung (30min)
Abbildung 5.28: Ergebnisse in der Ebene z = 1, 655m
Die Auswertung der in diesem realitätsnahen Brandszenario an den Oberflächen der berech-
neten Struktur unter Verwendung des in Kapitel 3 entwickelten Modells für konvektiven
Wärmeübergang zwischen fester Phase und Gasphase bestimmten Wärmeübergangskoeffi-
zienten α ergibt Werte bis zu 12 W/m2K je nach Lage der Oberfläche und Zeitpunkt der
Betrachtung. Im Mittel wird für α ein Wert von 5 bis 6 W/m2K erreicht, der sehr gut mit
dem beispielsweise in [Sch08a] und [Sch08b] genannten Durchschnittswert von 5 W/m2K
für den (konvektiven) Wärmeübergangskoeffizienten übereinstimmt.
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5.7 Thermischer Kontaktwiderstand
Die zuvor durchgeführten Überprüfungsbeispiele gingen stets davon aus, dass die unterschied-
lichen Materialien in vollkommenem Kontakt miteinander stehen. In Abschnitt 4.5 wurden
der in einigen praktischen Fällen durch nur teilweise vorhandenen direkten Kontakt an der
Berührungsfläche auftretende thermische Kontaktwiderstand eingeführt und dargestellt, wie
dieser in der numerischen Berechnung berücksichtigt werden kann. Im nachfolgenden Beispiel
soll überprüft werden, ob das Modell dieses Element korrekt wiedergibt.
Betrachtet wird das Überprüfungsbeispiel aus Abschnitt 5.1 mit konstanten Oberflächentem-
peraturen von 950 bzw. 50 ◦C. Zusätzlich wird nun an der Berührungsfläche der Isolations-
und der Ziegelschicht ein thermischer Kontaktwiderstand von Rtkw = 0, 070 m2K/W be-
rücksichtigt. Wiederum im stationären Zustand lässt sich, wie nachfolgend dargestellt, eine
analytisch exakte Lösung herleiten.
λges =
dges
dSchamotte
λSchamotte
+ dIsolationλIsolation +
dZiegel
λZiegel
+ Rtkw
≈ 0, 307 W
mK
|q˙| = λges ∆ϑges
dges
≈ 368, 62 W
m2
Die Temperaturen an der linken bzw. rechten Seite der Berührungsfläche sowie der resultie-
rende Temperatursprung ergeben sich damit zu
ϑBF,I = 950
◦C − |q˙| · ( dSchamotte
λSchamotte
+
dIsolation
λIsolation
) ≈ 178, 2 ◦C
ϑBF,Z = 50
◦C + |q˙| · dZiegel
λZiegel
≈ 152, 4 ◦C
∆ϑBF = ϑBF,I − ϑBF,Z ≈ 25, 8 ◦C
Als zusätzliche Kontrolle kann die Temperaturdifferenz durch Multiplikation der Wärmestrom-
dichte q˙ mit dem thermischen Kontaktwiderstand Rtkw in Übereinstimmung mit dem vorhe-
rigen Wert zu 25,8 ◦C berechnet werden.
In der numerischen Lösung ergibt sich bei einer Diskretisierung von 5mm nach (4.23) über
die Berührungsfläche hinweg eine harmonisch gemittelte Wärmeleitfähigkeit von
λBF = 0, 051W/mK.
Aus den berechneten Temperaturwerten der angrenzenden Kontrollvolumina lassen sich die
Temperaturen an beiden Seiten der Berührungsfläche und der Temperatursprung zu
ϑBF,I ≈ 178, 0 ◦C und ϑBF,Z ≈ 152, 2 ◦C
bzw. ∆ϑBF ≈ 25, 8 ◦C
ermitteln, was einer maximalen Abweichung von lediglich etwa 1 ‰ zum exakten Ergebnis
entspricht. Abbildung 5.29 zeigt einerseits eine Gegenüberstellung des analytisch exakten so-
wie des berechneten Temperaturverlaufs durch die Hochofenwand mit thermischem Kontakt-
widerstand und andererseits eine vergrößerte Darstellung des Temperatursprungs im Bereich
der Berührungsfläche zwischen Isolations- und Ziegelschicht.
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Abbildung 5.29: Ergebnisse des Überprüfungsbeispiels zum thermischen Kontaktwiderstand
5.8 Wärmeleitung mit Wärmequelle bzw. -senke
Die vorangegangenen Überprüfungsbeispiele wurden durchgängig ohne das Vorhandensein von
Wärmequellen bzw. -senken durchgeführt. In den nachfolgenden Unterabschnitten soll nun
überprüft werden, ob das Modell auch dieses in Abschnitt 4.6 beschriebene Element, welches
beispielsweise für die zukünftige Integration von Pyrolysemodellen unbedingt erforderlich ist,
korrekt berücksichtigt.
Betrachtet wird ein Betonwürfel mit der Kantenlänge 15 cm, der an allen Seitenflächen voll-
ständig isoliert (adiabatisch) ist und im Kern eine konstante bzw. temperaturabhängige Wär-
mequelle der Größe 5 cm x 5 cm x 5 cm besitzt (siehe Abbildung 5.30) 9. Die temperaturab-
hängigen thermischen Eigenschaften des Materials sind dem Teil 1-2 des Eurocode 2 [EC203]
entnommen. Als Bewertungsmaßstab wird die mit dem Finite-Elemente-Programm ANSYS
ermittelte Lösung des jeweils betrachten Falls zugrunde gelegt. Die mehrfache Symmetrie
der Struktur ermöglicht eine Reduktion der Betrachtung auf nur einen Oktanten.
Betonwürfel
(Kantenlänge 15 cm)
Wärmequelle
Abbildung 5.30: Struktur für die Überprüfungsbeispiele mit Wärmequelle
9 Für eine zeitabhängige Wärmequelle ist eine analoge Vorgehensweise möglich. Im Rahmen dieser Arbeit
erfolgt daher eine Beschränkung auf im Brandschutzingenieurwesen häufiger auftretende temperaturab-
hängige Wärmequellen/-senken.
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5.8.1 Konstante Wärmequelle
Die einfachste Form einer Wärmequelle ist ein konstanter Verlauf, wie er in Abbildung 5.31
dargestellt ist. Im durchgeführten Überprüfungsbeispiel wird eine Leistungsdichte der Quelle
von 800 kW/m3 angenommen.
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Abbildung 5.31: Konstante Wärmequelle
Die Ergebnisse der Berechnung sind anhand eines Pfades durch die Mittelachse des Würfels in
Abbildung 5.32 dargestellt. Es zeigt sich zu allen Zeitpunkten eine sehr gute Übereinstimmung
der beiden Lösungen. Die maximale Abweichung beträgt etwa 3 % und liegt erwartungsgemäß
an der Grenze zwischen den beiden Bereichen mit und ohne Wärmequelle. Durch eine Verfei-
nerung der Diskretisierung wäre eine zusätzliche Minimierung des Abstandes beider Lösungen
möglich. In den übrigen Bereichen betragen die Abweichungen zwischen der vom Modell und
der mit Hilfe von ANSYS berechneten Lösung jedoch lediglich bis zu 1 %.
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Abbildung 5.32: Ergebnisse bei konstanter Wärmequelle
Die korrekte Berücksichtigung konstanter Wärmequellen/-senken innerhalb des Modells ist
damit bestätigt.
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5.8.2 Linear-temperaturabhängige Wärmequelle
Eine Erweiterung des vorangegangenen Beispiels ergibt sich durch die Anwendung einer linear-
temperaturabhängigen Wärmequelle wie sie in Abbildung 5.33 dargestellt ist 10. Im Überprü-
fungsbeispiel wird eine abfallende Funktion unterstellt, deren Parameter gemäß (4.24) zu
S˙C = 800 kW/m
3 und S˙P = −160W/m3K gewählt werden.
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Abbildung 5.33: Linear-temperaturabhängige Wärmequelle
Die Ergebnisse der Berechnung sind wiederum anhand eines Pfades durch die Mittelachse
des Würfels in Abbildung 5.34 dargestellt.
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Abbildung 5.34: Ergebnisse bei linear-temperaturabhängiger Wärmequelle
Es zeigt sich wie bereits im vorhergehenden Beispiel zu allen Zeitpunkten eine sehr gute
Übereinstimmung der beiden Lösungen. Die maximale Abweichung beträgt auch hier et-
wa 3 % und liegt erwartungsgemäß an der Grenze zwischen den beiden Bereichen mit und
10 Programmintern erfolgt gemäß (4.24) eine Multiplikation des Parameters S˙0P mit der absoluten Tem-
peratur am Mittelpunkt P der Zelle, für die die Quelle definiert wird, sodass dieser Parameter mit der
Einheit W/m3K einzugeben ist (vgl. Anhang D).
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ohne Wärmequelle. Durch eine Verfeinerung der Diskretisierung wäre wie zuvor eine Mini-
mierung des Abstandes beider Lösungen möglich. Auch die korrekte Berücksichtigung linear-
temperaturabhängiger Wärmequellen/-senken innerhalb des Modells kann damit als bestätigt
angesehen werden.
5.8.3 Wärmequelle in Anlehnung an ein Pyrolysemodell (Arrhenius-Ansatz)
Den Abschluss der Untersuchung des Modells mit Wärmequelle/-senke bildet die Überprüfung
anhand einer Wärmequelle, die in Anlehnung an ein Pyrolysemodell formuliert wird. Besonders
geeignet ist hierfür der Arrhenius-Ansatz, welcher die Leistungsdichte s˙ allgemein gemäß (5.5)
beschreibt.
s˙ = H0 · ρ · k0 · e−
E
R·T (5.5)
mit: H0 = Brennwert
ρ = Dichte
k0 = Stoßfaktor
E/R = scheinbare Aktivierungsenergie
T = (absolute) Temperatur
Für dieses Beispiel wird unter Verwendung der Dichte ρ des umgebenden Materials, d. h.
Beton (2100 kg/m3), und fiktiver Werte 11 für alle übrigen Parameter die Wärmequelle
derart definiert, dass sich der in Abbildung 5.35 dargestellte, temperaturabhängige Verlauf
ergibt.
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Abbildung 5.35: Arrheniusartige Wärmequelle nach (5.5)
11 Dieses Überprüfungsbeispiel soll die generelle Anwendbarkeit des Modells in Verbindung mit Wärmequellen,
die mit dem Arrhenius-Ansatz formuliert werden, belegen, da der Arrhenius-Ansatz (5.5) in der Praxis
häufig für die Beschreibung von Pyrolysemodellen verwendet wird. Die hier fiktiv angenommenen Werte
sind dann folgerichtig durch die real vorhandenen Größen zu ersetzen.
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Die Ergebnisse der Berechnung sind wiederum anhand eines Pfades durch die Mittelachse
des Würfels in Abbildung 5.36 dargestellt. Es zeigt sich wie bereits in beiden vorhergehenden
Beispielen zu allen Zeitpunkten eine sehr gute Übereinstimmung der beiden Lösungen. Die
maximale Abweichung, die erwartungsgemäß an der Grenze zwischen den beiden Bereichen
mit und ohne Wärmequelle auftritt, liegt in diesem Beispiel unter 3 %. Durch eine Verfei-
nerung der Diskretisierung wäre auch hier eine Minimierung des Abstandes beider Lösungen
möglich. Wie bereits in beiden vorhergehenden Beispielen ist die korrekte Berücksichtigung
einer Wärmequelle/-senke in Anlehnung an ein Pyrolysemodell innerhalb des Modells damit
bestätigt.
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Abbildung 5.36: Ergebnisse bei einer Wärmequelle in Anlehnung an ein Pyrolysemodell nach
Arrhenius-Ansatz
Zusammenfassend ist festzuhalten, dass das entwickelte Modell in der Lage ist, unterschied-
liche Wärmequellen bzw. -senken zu berücksichtigen und das hierbei auftretende Tempera-
turfeld mit einer hervorragenden Genauigkeit wiederzugeben. Eine zukünftige Integration von
Pyrolysemodellen an dieser Schnittstelle ist daher problemlos möglich.
5.9 Schlussbemerkungen zur Modellüberprüfung
In den vorangegangenen Abschnitten wurde das entwickelte Wärmetransportmodell mit sei-
nen sämtlichen Bestandteilen überprüft und lückenlos bestätigt. Im Folgenden sollen einige
abschließende Bemerkungen angeführt und diskutiert werden, für die sich zuvor keine geeig-
nete Gelegenheit ergab bzw. die der Modellüberprüfung übergeordnet sind.
Überprüfungsbeispiele zum Modell für konvektiven Wärmeübergang zwischen fester
Phase und Gasphase
Im Gegensatz zu den Abschnitten 5.6ff, in denen Vergleichsrechnungen mit dem FEM-
Programm ANSYS - exemplarisch für die einsetzbaren, bereits validierten Werkzeuge - zum
Zwecke der Modellüberprüfung durchgeführt werden konnten, existiert für das Modell für
konvektiven Wärmeübergang zwischen fester Phase und Gasphase bislang kein vergleichba-
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res Modell, welches in analoger Art und Weise angewendet werden könnte. Es ist folglich nicht
möglich, eine Überprüfung dieses Modells und seiner Ansätze zur Berechnung des konvek-
tiven Wärmeübergangs in Brandsimulationen auf der Basis von Vergleichsrechnungen ohne
die konkrete, d. h. direkte Verwendung von Eingangsgrößen, die vom eingesetzten Brandsi-
mulationscode berechnet werden, und den damit einhergehenden Nachteilen durchzuführen.
Dies liegt gerade darin begründet, dass die vorgenannten Ansätze (zur Berechnung des kon-
vektiven Wärmeübergangs in Brandsimulationen) im Rahmen dieser Arbeit grundlegend neu
erarbeitet wurden. Daher wurde im Laufe der Entwicklung eine geeignete und zielführende
Möglichkeit der Überprüfung erarbeitet und in den Abschnitten 5.3 bis 5.5 dargestellt sowie
auf die dort dokumentierten Beispiele erfolgreich angewendet.
Überprüfungsbeispiele für Mischkonvektion
Die Berechnung eines Überprüfungsbeispiels für Mischkonvektion an ebenen Oberflächen wird
im Rahmen dieser Arbeit nicht zuletzt aufgrund der Vielzahl der möglichen Fälle, die sich
durch Variation der Parameter (Orientierung, Strömungsrichtung, Vorzeichen der Tempera-
turdifferenz zwischen Gas- und Oberflächentemperatur etc.) ergeben, nicht weiter verfolgt.
In den Abschnitten 5.3 und 5.4 wurde jedoch die Eignung des Modells für den freien und
den erzwungenen konvektiven Wärmeübergang unabhängig voneinander erfolgreich belegt.
Ferner wurden die Annahmen und Gleichungen zur Mischkonvektion, welche eine Kombina-
tion aus beiden vorgenannten Phänomenen ist, in der theoretischen Erarbeitung in Kapitel 3
umfassend diskutiert und abgehandelt. Die Ausdehnung der Aussagen zur Anwendbarkeit des
Modells auf den Bereich der Mischkonvektion erscheint vor diesem Hintergrund auch ohne
ein zusätzliches Beispiel vertretbar. Darüber hinaus ist das Phänomen der Mischkonvektion
u. a. im abschließenden Anwendungsbeispiel (Kapitel 6) implizit enthalten.
Modellüberprüfung anhand von Experimenten und Eingangsgrößen aus dem verwen-
deten Brandsimulationscode (FDS)
Die Überprüfung des entwickelten Wärmetransportmodells anhand von Experimenten ist in
mehrfacher Hinsicht als problematisch und nicht ohne Weiteres einfach durchführbar zu be-
zeichnen, was im Folgenden näher erläutert werden soll. Die daraus resultierenden Konse-
quenzen führten zu der Bewertung, dass eine Modellüberprüfung anhand von Experimenten
im Rahmen dieser Arbeit nicht zielgerecht erschien und folgerichtig die alternative Vorge-
hensweise über theoretische Lösungen und analytische Ansätze sowie Vergleichsrechnungen
mit anderen, bereits überprüften Werkzeugen (hier beispielsweise ANSYS [Swa07]) umge-
setzt wurde. Auf Grundlage dieser Arbeit und der darin gelegten theoretischen Grundsteine
des Modells können jedoch zukünftig auch sinnvolle Experimente geplant und durchgeführt
werden (vgl. Abschnitt 7.2).
Eine Überprüfung des hier verwendeten Brandsimulationscodes (FDS) in Kombination mit
dem eigenen Wärmetransportmodell ist aus zweierlei Gründen nicht anzustreben bzw. nicht
zweckmäßig. Einerseits besteht gegenwärtig noch Unklarheit bezüglich der Richtigkeit der
vom Brandsimulationscode berechneten Eingangsgrößen. Die Eingangsgrößen für die entwi-
ckelten Teilmodelle müssen jedoch vom Brandsimulationsprogramm korrekt wiedergegeben
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werden, damit auch die Ergebnisse des in dieser Arbeit erstellten Wärmetransportmodells
von zufriedenstellender Qualität sind. Es ist daher zunächst erforderlich, eine Validierung
des Brandsimulationscodes insbesondere hinsichtlich dieser Größen durchzuführen und deren
Richtigkeit zu bestätigen. Analoges gilt selbstverständlich für andere Brandsimulationscodes,
in die das vorliegende Modell integriert werden soll. Die vom Brandsimulationscode (hier:
FDS) berechneten und als Grundlage dienenden Eingangsgrößen werden - im Rahmen die-
ser Arbeit - für die Anwendung des entwickelten Wärmetransportmodells im Anwendungs-
beispiel gemäß Kapitel 6 als korrekt vorausgesetzt. Eine entsprechende Überprüfung des
jeweils eingesetzten Brandsimulationscodes und seiner Routinen zur Bestimmung der ver-
wendeten Eingangsgrößen wie Geschwindigkeiten, Gastemperaturen, radiative Wärmestrom-
dichten (Strahlungsmodell) etc. ist schlichtweg nicht Gegenstand dieser Arbeit. Dies ist ein
Kernthema der aktuellen Forschung in nationalen wie internationalen Projekten (z. B. ICFMP
[Röw08] oder OECD PRISME [OEC05]) 12. Vielmehr ist andererseits die Überprüfung des in
dieser Arbeit entwickelten Modells bedeutender Gegenstand der Ausarbeitung, während eine
kombinierte Validierung nicht Sinn und Zweck dieser Arbeit ist. Hauptziel dieser Arbeit war
es ein allgemeines, physikalisch begründetes (modulares) Wärmetransportmodell für CFD-
Brandsimulationen und nicht ein speziell auf den Brandsimulationscode FDS zugeschnittenes
Modell zu entwickeln. Die Implementierung in FDS (Version 5) wurde lediglich exemplarisch
für einen CFD-Brandsimulationscode nach aktuellem Stand der Technik durchgeführt.
Eine alternativ denkbare eigenständige Überprüfung des entwickelten Modells gewissermaßen
als „stand-alone“ ist bereits aufgrund der erforderlichen Integration in den Brandsimulations-
code nicht möglich. Der Code müsste derart angepasst bzw. modifiziert werden, dass die
im Experiment bestimmten Größen wiedergegeben werden. Im bestmöglichen Fall bedeutet
dies die zuvor dargestellte Validierung hinsichtlich der Eingangsgrößen; im einfachsten Fall
zumindest die numerische Implementierung der experimentell ermittelten Werte. Beide Vor-
gehensweisen sind im Rahmen dieser Arbeit jedoch nicht durchführbar.
Möglich und folgerichtig durchgeführt ist indes die Überprüfung des entwickelten Wärme-
transportmodells anhand von (sinnvollen) Parametersätzen über theoretische Lösungen und
analytische Ansätze sowie Vergleichsrechnungen mit anderen, bereits überprüften Werkzeu-
gen und Verfahren. Mit dieser gewählten Vorgehensweise ist entgegen der Validierung anhand
von Experimenten eine kontrollierte Verwendung von Eingangsgrößen möglich und folglich
eine geeignete Überprüfung durchführbar. Gleichermaßen können überlagerte und ggf. ver-
fälschende Einflüsse, z. B. infolge Wärmestrahlung, gewissermaßen „ausgeschaltet“ werden,
was im Rahmen eines Experimentes naturgemäß nicht möglich ist.
12 An dieser Stelle sei zudem angemerkt, dass zwar umfangreiches Versuchsmaterial über die Temperaturent-
wicklung in einem Raum, beispielsweise über die Entwicklung der Wärmeströme, die auf eine Raumober-
fläche einwirken, indes lediglich sehr wenig Informationen existieren [Tor04]. Es ist demzufolge zwingend
erforderlich, in Brandversuchen vor allem bei natürlichem Brandverlauf geeignete, d. h. insbesondere mög-
lichst genaue Daten über die vorgenannten Wärmeströme aufzunehmen. Erst anschließend können die zuvor
dargestellten, weiteren Fragestellungen bearbeitet werden. Aufgrund der starken Messungenauigkeiten bei
Wärmestromdichten ist dies durchaus keine einfache Aufgabe und vermutlich ein bedeutender Grund für das
Fehlen entsprechend geeigneter Versuchsdaten. Einen Eindruck über auftretende Messabweichungen bei
der Bestimmung des Wärmeübergangskoeffizienten bei erzwungenem konvektivem Wärmeübergang liefert
[Hil02]. Es handelt sich dabei um Versuche bei äußerst moderaten Temperaturen; das Temperaturniveau,
welches bei Brandgeschehen vorliegt, dürfte eine nochmals größere Herausforderung bedeuten.
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Hinsichtlich der im Falle einer Vergleichsrechnung anhand von Versuchen mit dem Brand-
simulationscode (FDS) in Kombination mit dem eigenen Wärmetransportmodell aus obigen
Gründen vermutlich auftretenden Abweichungen lässt sich aufgrund der in dieser Arbeit äu-
ßerst erfolgreich durchgeführten Überprüfung des entwickelten Modells darauf schließen, dass
die Abweichungen auf die Qualität der vom eingesetzten Brandsimulationscode berechneten
Eingangsparameter zurückzuführen sind und nicht die Qualität des erarbeiteten Modells wi-
derspiegeln. Die zu beobachtenden Abweichungen deuten dann daraufhin, dass das verwen-
dete Brandsimulationsprogramm im Bereich der Eingangsgrößen für die entwickelten Modelle
noch nicht ausreichend validiert ist. Sie können hingegen nicht dem physikalisch, theoretisch
basierten und ansonsten erfolgreich überprüften Modell, welches in dieser Arbeit entwickelt
wurde, angelastet werden. Dies bedeutet aber auch, dass Verbesserungen in diesem Bereich,
beispielsweise einer verbesserten Version von FDS oder einem anderen Brandsimulationspro-
gramm, zwangsläufig auch zu geringeren Abweichungen bei Versuchsnachrechnungen unter
Verwendung des entwickelten Wärmetransportmodells führen werden. Wie bereits angespro-
chen, ist das jedoch Aufgabe einer Validierung des verwendeten Brandsimulationscodes und
nicht Bestandteil dieser Arbeit, in der ein Wärmetransportmodell für Brandsimulationscodes
im Allgemeinen entwickelt werden sollte.
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6 Anwendung des Modells
Nachdem in den vorangegangenen Kapiteln das Wärmetransportmodell mit allen Bestandtei-
len erarbeitet und vorgestellt sowie überprüft wurde, soll nun dieses Modell auf eine praxisnahe
Aufgabenstellung des Brandschutzingenieurwesens angewendet werden. Neben der abschlie-
ßenden, integralen Überprüfung des Modells steht hierbei die Vorstellung der durch das Modell
erweiterten Möglichkeiten bei der numerischen Brandsimulation im Fokus.
6.1 Einleitende Bemerkungen
Wie in Abschnitt 5.9 ausführlich dargestellt wurde, ist die Überprüfung des entwickelten Wär-
metransportmodells anhand von Experimenten in mehrfacher Hinsicht als problematisch zu
bezeichnen. Dies gilt gleichermaßen für Versuche in kleiner wie in großer Skala. Aufgrund
dessen wurde für die vorherigen - überwiegend eher kleinskaligen - Beispiele bereits dort
eine alternative Vorgehensweise gewählt. Die Schwierigkeiten erhöhen sich in realmaßstäbli-
chen, d. h. großskaligen, Konfigurationen und Szenarien noch einmal bedeutend. [Rie07] hat
beispielsweise im Hinblick auf Kabelversuche ausgeführt, dass es kaum gelingen wird, einen
komplexen Großversuch zu simulieren, wenn nicht kleinskalige Cone-Kalorimeter Versuche
mit einer gewissen Übereinstimmung nachgebildet werden können (vgl. [Lin05]). Demzufol-
ge erscheint es ebenso wenig ratsam, die Überprüfung des entwickelten Modells mit einigen
wenigen oder gar nur einem einzigen Großversuch durchzuführen, zumal stets eine Serie von
Experimenten erforderlich ist, um hieraus aussagekräftige Schlussfolgerungen ziehen zu kön-
nen. Der Truismus Ein Versuch ist kein Versuch. drückt diesen Sachverhalt treffend aus. Vor
diesem Hintergrund werden in diesem Kapitel das Modell auf ein mögliches, real vorkom-
mendes Großszenario angewendet und die auf numerischem Wege berechneten Ergebnisse
analysiert. Eine Vergleichsrechnung mit einem durchgeführten Großversuch wird aus den oben
und in Abschnitt 5.9 genannten Gründen im Rahmen dieser Arbeit nicht durchgeführt.
6.2 Beschreibung des Szenarios
Im Nachfolgenden wird ein praxisnahes Brandszenario mit Hilfe von numerischen Methoden
untersucht, bei dem ein als Lüftungskanal umgenutzter Stahlbetonkanal in seinem Verlauf
einen Brandabschnitt in horizontaler Richtung überbrückt und einen weiteren, sich anschlie-
ßenden Brandabschnitt belüftet. Gemäß [Löb04] kann diese Konstellation standardisiert bei-
spielsweise mit einem selbstständigen, feuerwiderstandsfähigen Kanal aus Brandschutzplatten
entsprechend Abbildung 6.1 ausgeführt werden. Im unterstellten Falle bricht im überbrück-
ten Brandabschnitt ein Brand mit natürlichem Verlauf aus, wodurch es zu einer äußeren
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thermischen Beanspruchung des Kanals kommt. Die infolgedessen erwärmte, durch den Lüf-
tungskanal strömende Luft tritt an den Ventilationsöffnungen/Belüftungsauslässen im Nach-
barabschnitt wieder aus und sorgt dort ihrerseits für eine thermische Belastung.
L 90
gleicher
Brandabschnitt
Abbildung 6.1: Überbrückung eines Brandabschnitts mit einem Lüftungskanal [Löb04]
Von besonderem Interesse ist der Umstand, dass es sich bei der vorliegenden Aufgabenstellung
um ein schutzzielorientiertes Vorgehen handelt. Hingegen stellt der Lüftungskanal eine Kom-
ponente der technischen Gebäudeausrüstung dar, die üblicherweise mithilfe der L-Klassen
nach DIN 4102 klassifiziert wird. Während diese Klassen auf einer thermischen Beanspru-
chung gemäß der genormten Einheitstemperaturzeitkurve (ETK) basieren und die zugehöri-
gen Kanäle in ihrem standardisierten Aufbau für eine entsprechende Feuerwiderstandsdauer
ausgelegt sind, tritt in diesem Szenario einerseits mit einem natürlichen Brandverlauf eine
grundlegend abweichende Brandbeanspruchung auf und kommt andererseits mit einem um-
genutzten Stahlbetonkanal ein nicht-standardisierter Lüftungskanal zum Einsatz. Beispiels-
weise die Frage, ob der vorhandene Aufbau des Kanals ausreichend bzw. gegebenenfalls zu
ertüchtigen ist oder noch Optimierungspotenzial bietet, kann ausschließlich mit den nume-
rischen Methoden des Brandschutzingenieurwesens beantwortet werden. Die Untersuchung
dieser Situation als Ganzes kann ebenso nur auf diese Weise erfolgen. Als ein mögliches
Beurteilungskriterium könnte in der vorliegenden Problemstellung beispielsweise die Tempe-
raturerhöhung an den Auslässen im belüfteten Nachbarabschnitt gewählt werden. Für eine
konstruktive Fragestellung böte sich die Temperaturerhöhung an der im Stahlbetonkanal ein-
gelegten Bewehrung an, welche sich - bei der vorliegenden Konstruktion - lediglich unter
Verwendung eines Modells für mehrdimensionale Wärmeleitung korrekt beschreiben lässt.
Neben der Komponente Lüftungskanal wird zusätzlich ein im Brandraum vorhandenes 3DWL-
Objekt mit unsymmetrischem Aufbau und in ihrem thermischen Verhalten stark unterschiedli-
chen Materialien (vgl. Abbildung 6.4) untersucht, welches ebenso lediglich unter Verwendung
eines Modells für mehrdimensionale Wärmeleitung korrekt beschrieben werden kann.
In Übereinstimmung mit der im „Leitfaden Ingenieurmethoden des Brandschutzes“ [Hos09]
empfohlenen Vorgehensweise werden das Brandszenario sowie der entsprechende Bemes-
sungsbrand erarbeitet. Es wird der Brand in einem Lager für Isolationsplatten aus Poly-
styrol (PS)-Hartschaum betrachtet, für den sich bei einer angenommenen Brandfläche von
2,0m x 0,7m = 1,4m2 und einer Stapelhöhe von 4,0m eine maximale Wärmefreisetzungs-
rate von 4,22 MW ergibt. Gemeinsam mit der ebenfalls aus den Tabellen des Leitfadens
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Abbildung 6.2: Zeitlicher Verlauf des natürlichen Bemessungsbrandes
zu entnehmenden sehr schnellen Brandentwicklung lässt sich der in Abbildung 6.2 darge-
stellte, natürliche Bemessungsbrandverlauf formulieren. An die Brandentwicklungsphase, die
infolge eines α-t2-Ansatzes über 150 s entsteht, schließt sich ein 15-minütiges Plateau mit
der maximalen Wärmefreisetzungsrate an, bevor der Bemessungsbrand in der ebenfalls 150 s
dauernden Abklingphase linear bis auf Null abfällt.
Die Konstruktion bzw. der Aufbau des Lüftungskanals ergibt sich, wie bereits angespro-
chen, aus einem umgenutzten Stahlbetonkanal, der einen quadratischen Querschnitt mit
einer Wandstärke von 100 mm hat. In allen vier Ecken des Querschnitts ist aus statischen
Gründen jeweils ein Bewehrungsstab ∅ 20 mm eingelegt, der im Modell näherungsweise als
Quader mit einem quadratischen Querschnitt (Kantenlänge 20mm) abgebildet wird.
6.3 Modell und Eingangsgrößen
Das im vorangegangenen Abschnitt dargestellte Szenario wurde mithilfe der gegenwärtig ak-
tuellen Version 5 des Fire Dynamics Simulator [McG07b] berechnet, die um das im Rahmen
dieser Arbeit entwickelte Wärmetransportmodell für gekoppelte Prozesse erweitert wurde.
Wesentliche Eingangsgrößen den Bemessungsbrand und den Lüftungskanal betreffend wur-
den bereits erläutert. Es werden nun ergänzend die zugrunde gelegte numerische Model-
lierung einerseits sowie die verwendeten Eingangsgrößen andererseits vorgestellt, bevor in
Abschnitt 6.4 die Ergebnisse analysiert und diskutiert werden.
Abbildung 6.3 zeigt unterschiedliche Ansichten des den numerischen Simulationen zugrunde
gelegten Modells. Der Brandraum mit einer Grundfläche von 3,0m x 3,0m wird durch eine
großflächige Öffnung mit Frischluft versorgt, sodass von einer guten Ventilation und einem
brandlastgesteuerten Brand auszugehen ist. Neben dem querenden Lüftungskanal (Innenquer-
schnitt 40cm x 40cm) und dem 3DWL-Objekt (l x b x h = 1,0m x 10cm x 10cm) beinhaltet
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dieser Raum außerdem den Brandherd. Der Lüftungskanal quert ferner den Nachbarraum mit
einer ebenfalls etwa 9m2 großen Grundfläche, in dem sich auch die beiden unterseitigen Be-
lüftungsauslässe befinden. Die lichte Raumhöhe beträgt in beiden Abschnitten 4,0m. Deren
Trennung erfolgt durch eine 10 cm starke Betonwand (ρ = 2100 kg/m3). Es handelt sich
dabei wie beim Lüftungskanal um eine Sonderkonstruktion, da gemäß DIN 4102 für (einscha-
lige) Brandwände aus Beton eine Mindestdicke ≥ 120mm erforderlich ist.
(a) Ansicht a (b) Ansicht b
(c) Ansicht c (d) Ansicht d
Abbildung 6.3: Ansichten des den numerischen Simulationen zugrunde gelegten Modells
Nachdem die Geometrie des Modells vollständig dargestellt wurde, soll nun im Folgenden auf
die thermischen Eigenschaften der verwendeten Materialien eingegangen werden. Tabelle 6.1
zeigt eine Zusammenfassung sämtlicher für die numerische Simulation erforderlicher Stoffpa-
rameter. Etwaige Prozesse wie beispielsweise Stoffumwandlung, Pyrolyse oder Aggregatszu-
standsänderung bleiben im Rahmen dieses Anwendungsbeispiels zunächst unberücksichtigt.
Gleiches gilt für ein eventuelles explosionsartiges Abplatzen an der Betonoberfläche.
Wie bereits angedeutet, wird im Brandraum zusätzlich ein 3DWL-Objekt mit unsymmetri-
schem Aufbau und Materialien, die sich in ihrem thermischen Verhalten willentlich stark un-
terscheiden und deren physikalische Eigenschaften in der Literatur vollständig dokumentiert
sind (Porzellan, PVC und Titan), angeordnet. Dieses Objekt ist in Abbildung 6.4 in einem
Schnitt dargestellt und kann lediglich unter Verwendung eines Modells für mehrdimensionale
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Tabelle 6.1: Thermischen Eigenschaften der verwendeten Materialien
Material ρ [kg/m3] c [kJ/kgK] λ [W/mK]  [−] Referenz
2100,0 (20 ◦C) 0,90 (20 ◦C) 1,64 (20 ◦C)
2100,0 (100 ◦C) 0,90 (100 ◦C) 1,50 (100 ◦C)
2100,0 (101 ◦C) 1,09 (101 ◦C) 1,50 (101 ◦C)
2100,0 (115 ◦C) 1,09 (115 ◦C) 1,47 (115 ◦C)
Beton 2058,0 (200 ◦C) 1,00 (200 ◦C) 1,33 (200 ◦C) 0,7 [EC203]
2026,5 (300 ◦C) 1,05 (300 ◦C) 1,18 (300 ◦C)
1995,0 (400 ◦C) 1,10 (400 ◦C) 1,05 (400 ◦C)
1921,5 (800 ◦C) 1,10 (800 ◦C) 0,68 (800 ◦C)
1848,0 (1200 ◦C) 1,10 (1200 ◦C) 0,57 (1200 ◦C)
0,440 (20 ◦C) 53,3 (20 ◦C)
0,488 (100 ◦C) 50,7 (100 ◦C)
0,530 (200 ◦C) 47,3 (200 ◦C)
0,760 (600 ◦C) 34,0 (600 ◦C)
Stahl 7850 1,008 (700 ◦C) 30,7 (700 ◦C) 0,7 [EC303]
5,000 (735 ◦C) 29,5 (735 ◦C)
1,002 (770 ◦C) 28,4 (770 ◦C)
0,803 (800 ◦C) 27,3 (800 ◦C)
0,650 (900 ◦C) 27,3 (900 ◦C)
Stahl ∗ 7850 0,470 53,0 0,7 [EC303]
1,014 (21 ◦C) 0,290 (21 ◦C)
1,172 (50 ◦C) 0,279 (50 ◦C)
PVC ∗∗ 1190 1,307 (100 ◦C) 0,272 (100 ◦C) n. b. ∗∗∗ [OEC05]
1,545 (150 ◦C) 0,272 (150 ◦C)
1,499 (175 ◦C) 0,255 (175 ◦C)
Porzellan 2400 0,800 1,03 n. b. ∗∗∗ [Rec07]
Titan 4500 0,573 16,0 0,55 [Rec07], [Chr05]
∗ zur vereinfachten Betrachtung untergeordneter Objekte, beispielsweise die Tür
∗∗ Für Temperaturwerte größer 175 ◦C werden vereinfachend die Werte von 175 ◦C verwendet.
∗∗∗ n. b. = nicht benötigt
Wärmeleitung, wie es im Rahmen dieser Arbeit entwickelt wurde, korrekt abgebildet werden.
Der 1,0 m lange 3DWL-Stab schließt an den beiden Enden mit einer über den gesamten
Querschnitt reichenden, 10 mm starken Schicht Titan ab, sodass die beiden anderen Ma-
terialien vollständig eingebettet sind. Aufgrund dessen und auch aufgrund der entlang des
Stabes sowie entlang seines Umfangs inhomogenen thermischen Beanspruchung ergibt sich
hierbei eine dreidimensionale Problemstellung.
Der Lüftungskanal wird von Luft durchströmt, die am Einlass eine Temperatur von 25 ◦C
und eine Strömungsgeschwindigkeit von 6m/s aufweist. Letztere entspricht gemäß [Jen08],
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Abbildung 6.4: Querschnitt des 3DWL-Objekts mit unsymmetrischem Aufbau
[Hor04] bzw. [IMO07] der unteren Grenze des Geschwindigkeitsbereiches von Lüftungskanä-
len. Die Temperatur der Luft und der Objekte zu Beginn der Simulation (des Brandszenarios)
entspricht der Temperatur am Einlass, d. h. 25 ◦C.
6.4 Ergebnisse der Simulation
Im nachfolgenden Abschnitt werden die bei der numerischen Simulation des zuvor beschrie-
benen Brandszenarios erzielten Ergebnisse vorgestellt und analysiert. Besonderes Augenmerk
liegt hierbei einerseits auf der thermischen Belastung im Nachbarraum, die als Beurteilungs-
kriterium für das Brandszenario gewählt werden kann, und andererseits auf den Bestandteilen
des im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Wärmetransportmodells.
Abbildung 6.5: Thermische Belastung im Nachbarraum (schematisch)
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6.4.1 Thermische Belastung im Nachbarraum (Beurteilungskriterium)
Die Untersuchung des vorliegenden Brandszenarios erfolgt unter anderem aufgrund der Fra-
gestellung, ob ein Brand im ersten Brandabschnitt (linker Raum) zu einer nennenswerten
thermischen Belastung - beispielsweise an den vorgesehenen Auslässen im Lüftungskanal - im
zweiten Brandabschnitt (rechter Nachbarraum) führt (vgl. Abbildung 6.5). Die Notwendig-
keit des Einsatzes von Ingenieurmethoden ergibt sich wie bereits genannt aus dem natürlichen
Brandverlauf sowie dem nicht-standardisierten Aufbau der Konstruktion. Ferner ist das Nicht-
Vorhandensein einer Brandschutzklappe anzumerken.
Abbildung 6.6 zeigt die zeitlichen Verläufe der Temperaturen an den beiden Auslässen im
Nachbarraum bis etwa zur 10. Minute, d. h. bis zur Mitte des definierten Brandverlaufs.
Hierbei sind zwei Merkmale bzw. Besonderheiten deutlich zu erkennen. Einerseits zeigt sich,
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Abbildung 6.6: Temperaturen an den Auslässen des Lüftungskanals im Nachbarraum
dass eine Temperaturänderung/-erhöhung lediglich in einem äußerst geringen Maße stattfin-
det und unter praktischen Gesichtspunkten nicht weiter nennenswert ist. Die große Wandstär-
ke des Lüftungskanals in Verbindung mit den thermischen Materialeigenschaften des Betons
sorgen dafür, dass trotz der relativ hohen Brandbeanspruchung der Wärmeeintrag in den Lüf-
tungskanal und folglich die Temperaturerhöhung im Kanal und an dessen Auslässen während
der Dauer des Brandgeschehens minimal bleiben 1.
Wenngleich die Temperaturänderungen auch gering sind, so werden die relevanten Prozes-
se doch grundsätzlich einwandfrei vom Modell wiedergegeben (vgl. Abbildung 6.7a) und es
zeigt sich überdies mit zunehmender Branddauer ein bemerkenswerter Effekt im Temperatur-
verlauf an den Auslässen des Lüftungskanals. Die brandbedingte Zunahme der Temperatur
beginnt im Wesentlichen ab einem Zeitpunkt von etwa 380 s und nimmt anschließend einen
in guter Näherung quadratischen Verlauf an, wie dies in Abbildung 6.6 zusätzlich eingetra-
gen ist. Bemerkenswert ist dieses Phänomen insbesondere dahin gehend, als dass auch die
1 Ein gänzlich anderes Verhalten zeigt sich indes, wenn beispielsweise ein unbekleideter Stahlblechkanal
zugrunde gelegt wird, wie Untersuchungen im Rahmen des OECD/PRISME Projektes [OEC05] zeigen.
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zugrunde gelegte Brandentwicklungsphase gemäß Abschnitt 6.2 bzw. Abbildung 6.2 einem
quadratischen Verlauf (α-t2-Ansatz) folgt. Es kann daher gefolgert werden, dass der Tem-
peraturzeitverlauf bzw. der Temperaturanstieg an jedem Auslass zwar zeitlich versetzt, aber
sonst gleich der qualitativen Entwicklung des Brandverlaufs folgt. Von einer zusätzlichen
Dämpfung infolge der thermischen Materialeigenschaften, insbesondere der Wärmespeiche-
rung (ρ, c), der Kanalwandung ist auszugehen.
(a) Wärmeeintrag in den Nachbarraum (b) Globale Temperaturänderung im Nachbarraum (Skala: ◦C)
Abbildung 6.7: Thermische Belastung im Nachbarraum (540. Sekunde bzw. 9. Minute)
Die globale Temperaturänderung/-erhöhung im Nachbarraum infolge einer Durchwärmung
der Brandabschnittstrennwand und der Kanalwandung im Nachbarraum sowie infolge des zu-
vor analysierten Eintrags erhitzter Luft durch die beiden Auslässe im Lüftungskanal findet
folgerichtig nur in äußerst geringem Maße statt (vgl. Abbildung 6.7b).
Mithilfe der numerischen Simulation konnte damit der Nachweis erbracht werden, dass bei
dem unterstellten Brandszenario für den Nachbarbrandabschnitt keine Gefährdung infolge des
Eintretens durch den Brand im Lüftungskanal erhitzter und durch ihn weiter transportierter
Luft besteht. Mehr noch wäre es sogar möglich, mit einer geringeren Wandstärke als der
vorhandenen die erforderlichen Schutzziele zu erfüllen.
6.4.2 Verhalten des 3DWL-Objekts - Modell für mehrdimensionale
Wärmeleitung
Anhand des Verhaltens des 3DWL-Objekts während des Brandszenarios lässt sich der be-
deutende Vorteil des Modells für mehrdimensionale Wärmeleitung erkennen. Die Abbildun-
gen 6.8c und d zeigen die Temperaturverteilung im Querschnitt dieses Objekts zu verschiede-
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nen Zeitpunkten 2. Es treten deutlich die kühleren Bereiche hervor, an denen das vergleichs-
weise schlecht Wärme leitende, aber mit einer im Vergleich zu den beiden anderen Materialien
höheren Wärmekapazität ausgestattete PVC (vgl. Tabelle 6.1) angeordnet wurde 3. Darüber
hinaus zeigt sich aufgrund der inhomogenen äußeren thermischen Beanspruchung ebenfalls
eine asymmetrische Temperaturverteilung mit den höchsten Temperaturwerten in der rechten
oberen Ecke der Darstellung, die folgerichtig mit der oberen Kante der brandraumzugewand-
ten Ober- bzw. Seitenfläche des 3DWL-Objekts übereinstimmt. Anhand der Isothermen in
Abbildung 6.8b lässt sich der heterogene Aufbau des Objektes deutlich ablesen.
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(a) Querschnitt des 3DWL-Objekts (b) Isothermenbild nach 540 s
(c) Temperaturverteilung nach 300 s (d) Temperaturverteilung nach 540 s
Abbildung 6.8: Temperaturverteilung im Querschnitt des 3DWL-Objekts zu verschiedenen
Zeitpunkten
2 Zur Verdeutlichung wurde zusätzlich in den Abbildungen b bis d die äußere Begrenzung des Objektes
dargestellt.
3 Bedeutend ist in diesem Zusammenhang die Wärmeeindringzahl b, b =
√
λ ρ c. Das Eindringen von Wärme
in ein Material und folglich seine Durchwärmung erfolgt umso langsamer, je kleiner die Wärmeeindring-
zahl ist. Anhand von Tabelle 6.1 lassen sich folgende Wärmeeindringzahlen bestimmen: bT itan ≈ 203,
bPorzel lan ≈ 44 und bPV C ≈ 23. Es gilt damit bPV C < bPorzel lan < bT itan.
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Die Temperaturverteilung in Längsrichtung des Objektes zeigt Abbildung 6.9 für unterschied-
liche Zeitpunkte 3. Es lassen sich ebenso hier deutlich die Bereiche mit verschiedenen thermi-
schen Materialeigenschaften voneinander unterscheiden. Ferner zeigt sich, dass die Tempe-
raturverteilung zusätzlich über die Länge des Objektes variiert, sodass eine zweidimensionale
Betrachtung der Aufgabenstellung nicht möglich ist bzw. nur eine grobe Näherung darstellt.
Insbesondere Abbildung 6.9a belegt diese Beobachtung anschaulich.
(a) Temperaturverteilung nach 300 s
(b) Temperaturverteilung nach 540 s
Abbildung 6.9: Temperaturverteilung im Längsschnitt des 3DWL-Objekts zu verschiedenen
Zeitpunkten
In drei Querschnitten (QS) A bis C entlang des 3DWL-Objekts wurden an jeweils vier Stel-
len 1 bis 4 die Temperaturwerte über der Zeit ausgewertet. Die Stellen wurden dabei derart
gewählt, dass sie in gleicher Entfernung zum Querschnittsmittelpunkt liegen und ferner je
zwei dieser Stellen mit Letzterem einen Winkel von 90 ◦ einschließen. Ein homogener quadra-
tischer Querschnitt, der zudem einer homogenen thermischen Beanspruchung ausgesetzt ist,
würde bei dieser Konfiguration aufgrund der dann vorhandenen doppelten Achsensymmetrie
der Isothermen dazu führen, dass alle Kurvenverläufe deckungsgleich übereinander liegen.
Das Ergebnis, d. h. die zeitliche Temperaturentwicklung an den verschiedenen Punkten im
3DWL-Objekt, zeigt Abbildung 6.10. Wie bereits bei den in den Abbildungen 6.8 und 6.9
dargestellten Temperaturverteilungen zeigen auch die zeitlichen Temperaturentwicklungen,
dass, wenngleich der Querschnitt eine quadratische Form hat, aufgrund der Heterogenitä-
ten des Querschnitts einerseits und der äußeren thermischen Beanspruchung andererseits
die Temperaturen in den einzelnen Punkten voneinander abweichen. Anhand von Abbil-
dung 6.10a ist dies für die vier Stellen X-1 bis X-4 je Querschnitt (X = A, B, C) deutlich
zu erkennen. Die niedrigsten Temperaturwerte ergeben sich aufgrund der Lage im Bereich
des PVCs folgerichtig für die Punkte X-2 3. Die höchsten Temperaturwerte wiederum lassen
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sich ebenso folgerichtig für das Umgebungsmaterial (Titan) beobachten (X-3 und X-4). Im
Bereich des Porzellans (X-1) liegen die Temperaturentwicklungen dazwischen. Mit der an
den Querschnitten anliegenden inhomogenen äußeren thermischen Beanspruchung lässt sich
ferner der für die Punkte X-3 und X-4 unterschiedliche Kurvenverlauf erklären. Die bereits
zuvor gemachte Beobachtung, dass diese thermische Beanspruchung auch über der Länge
des Objekts variiert, wird überdies durch die vergrößerte Darstellung der zeitlichen Tempe-
raturentwicklungen in Abbildung 6.10c belegt. Es zeigt sich beispielsweise für die Punkte
X-3, dass die Temperaturen in den Querschnitten B und C nahezu identisch sind, während
sie von den Temperaturen im Querschnitt A abweichen. Da der Querschnitt B in der Mitte
des Objekts und die beiden übrigen Querschnitte in gleicher Entfernung nach beiden Seiten
gewählt wurden, kann bei dem vorliegenden Ergebnis zudem eine Symmetrie bezüglich des
mittleren Querschnitts im Objekt ausgeschlossen werden.
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(c) Temperaturentwicklung zwischen 450 und 540 s
Abbildung 6.10: Zeitliche Entwicklung der Temperaturen in verschiedenen Punkten im
3DWL-Objekt
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Die Untersuchung des 3DWL-Objekts und die Auswertung der Ergebnisse aus der durch-
geführten numerischen Brandsimulation haben anschaulich gezeigt, dass insbesondere bei
komplex aufgebauten Objekten der festen Phase und inhomogener äußerer thermischer Bean-
spruchung - die bei natürlichen Brandverläufen, wie in diesem Anwendungsbeispiel vorliegend,
erwartungsgemäß vorhanden ist - lediglich ein Modell für mehrdimensionale (hier: dreidimen-
sionale) Wärmeleitung in der Lage ist, die Temperaturentwicklung und -verteilung korrekt
wiederzugeben. Eindimensionale Modelle, wie sie gegenwärtig Stand der Technik sind (vgl.
Kapitel 2), sind im Gegensatz zu dem im Rahmen dieser Arbeit entwickelten und überprüften
Modell für diese komplexe und vielfältige Aufgabenstellung unzureichend.
(a) Temperatur der Gasphase ◦C (b) Temperatur der Oberfläche ◦C
(c) Geschwindigkeit in der Gasphase m/s (d) Berechneter Wärmeübergangskoeffizient W/m2K
Abbildung 6.11: Wärmeübergangskoeffizient im Brandraum oberhalb des Lüftungskanals
6.4.3 Wärmeübergangskoeffizienten im Brandraum und innerhalb des
Lüftungskanals - Modell für konvektiven Wärmeübergang
Anhand einer Analyse der Wärmeübergangskoeffizienten im Brandraum und innerhalb des
Lüftungskanals während des Brandszenarios lässt sich der Gewinn durch das im Rahmen die-
ser Arbeit entwickelte Modell für konvektiven Wärmeübergang zwischen fester Phase und
Gasphase erkennen.
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Im Folgenden werden zunächst die Wärmeübergangskoeffizienten an horizontalen und verti-
kalen ebenen Oberflächen im Brandraum exemplarisch zum Zeitpunkt t = 5 Minuten an drei
zufällig ausgewählten Stellen betrachtet und ausgewertet. In Abbildung 6.11 sind die Tem-
peraturen der Gasphase und der Oberfläche sowie die Geschwindigkeit in der Gasphase und
letztlich der berechnete Wärmeübergangskoeffizient für den Bereich oberhalb des Lüftungska-
nals, d. h. an der Deckenoberfläche, dargestellt. Diese vom Brandsimulationscode ermittelten
und als richtig vorausgesetzten Größen werden als Eingangsparameter benötigt, um den er-
zwungenen und den freien Anteil am konvektiven Wärmeübergang sowie deren Überlagerung
(Mischkonvektion) beurteilen und mit den vom Modell berechneten Werten vergleichen zu
können. Die Geschwindigkeiten in diesem Bereich sind gemäß Abbildung 6.11c außerordent-
lich hoch, sodass, da α in etwa proportional zu Re0,8 ist und wiederum Re ∝ v , folgerichtig
ein hoher Anteil an erzwungenem konvektivem Wärmeübergang vorhanden ist. Andererseits
ist aber auch die Temperaturdifferenz zwischen der Gasphase (ϑGas ≈ 800 − 1000 ◦C) und
der Oberfläche (ϑOF ≈ 200 − 400 ◦C) sehr groß. In Verbindung mit dem größtmöglichen
Vorfaktor von 1, 52 für die im Vergleich zur Gasphase kühlere Deckenunterseite ergibt sich
folgerichtig ebenso ein hoher Anteil an freiem konvektivem Wärmeübergang. Werden beide
Anteile überlagert, so liegt wegen ϑGas > ϑOF an der Deckenunterseite eine gleichgerichtete
Mischkonvektion vor und es ist in der Konsequenz ein sehr hoher Wärmeübergangskoeffizi-
ent zu erwarten. Betrachtet man die berechneten Wärmeübergangskoeffizienten (vgl. Abbil-
dung 6.11d) so zeigt sich, dass in diesem Bereich mit Werten um 18W/m2K die größten
Werte überhaupt auftreten. Das Modell ist folglich in der Lage, die tatsächlichen Verhältnisse
sehr gut wiederzugeben.
Abbildung 6.12 stellt in analoger Art und Weise die Auswertung im Brandraum am Boden
in unmittelbarer Nähe der Türöffnung dar. Es zeigt sich, dass die Geschwindigkeiten in der
Gasphase verglichen mit dem zuvor betrachteten Bereich deutlich geringer ausfallen, sodass
folgerichtig ein geringerer Anteil an erzwungenem konvektivem Wärmeübergang auftritt. Es
lassen sich zudem zwei Zonen erkennen, die im Folgenden als Eckbereich (Bereich links ne-
ben der Türöffnung in Richtung Raumecke) und Türbereich (Bereich vor der Türöffnung)
bezeichnet werden. Hinsichtlich der Geschwindigkeiten lässt sich Abbildung 6.12c entneh-
men, dass im Eckbereich deutlich geringere Werte auftreten, als dies im Türbereich der Fall
ist. Dementsprechend verhält sich auch der Anteil an erzwungenem konvektivem Wärme-
übergang. Die Temperaturdifferenz zwischen der Gasphase und der Oberfläche beträgt im
Eckbereich nur etwa 10◦C, wobei die Gasphase wärmer ist als die Oberfläche. Letzteres führt
dazu, dass zu der geringen Temperaturdifferenz der kleinstmögliche Vorfaktor von 0, 76 hin-
zutritt und sich ein geringer Anteil an freiem konvektivem Wärmeübergang ergibt 4. Bei der
Überlagerung ist zu beachten, dass es sich unter den vorliegenden Randbedingungen um den
Fall einer entgegengerichteten Mischkonvektion handelt. Wird all dies zusammengefasst, so
ist für den Eckbereich ein sehr niedriger Wärmeübergangskoeffizient zu erwarten. Aufgrund
4 Die gegenwärtige Vorgehensweise beispielsweise innerhalb von FDS besteht darin, für den Anteil an freiem
konvektivem Wärmeübergang an horizontalen ebenen Oberflächen grundsätzlich den Vorfaktor 1, 52 zu
verwenden [McG07a]. Eine detaillierte Betrachtung der Gegebenheiten, d. h. Orientierung und Vorzeichen
der Temperaturdifferenz, wie sie im Rahmen des in dieser Arbeit entwickelten Modells durchgeführt wird,
findet demnach nicht statt. Dies kann jedoch zu einer signifikanten Überschätzung - Verdoppelung, d. h.
100 % Abweichung! - des Wärmeübergangskoeffizienten führen.
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(a) Temperatur der Gasphase ◦C (b) Temperatur der Oberfläche ◦C
(c) Geschwindigkeit in der Gasphase m/s (d) Berechneter Wärmeübergangskoeffizient W/m2K
Abbildung 6.12: Wärmeübergangskoeffizient im Brandraum am Boden in Türöffnungsnähe
der Frischluftzufuhr liegt einerseits im Türbereich eine deutlich höhere Temperaturdifferenz
zwischen der Gasphase und der Oberfläche vor als im Eckbereich. Andererseits ist nun die
Oberfläche wärmer als die Gasphase in diesem Bereich, was zu einem Vorfaktor von 1, 52
führt. Aufgrund dessen ergibt sich ein deutlich höherer Anteil an freiem konvektivem Wär-
meübergang. An der Oberseite einer im Vergleich zur Gasphase wärmeren Oberfläche, wie
es hier vorliegt, herrscht gleichgerichtete Mischkonvektion und es ist demzufolge ein deutlich
höherer Wärmeübergangskoeffizient als im Eckbereich zu erwarten. Aufgrund der geringeren
Geschwindigkeiten und der geringeren Temperaturdifferenz müssen die Werte indes unter
denen des zuvor betrachteten Bereiches oberhalb des Lüftungskanals liegen. Betrachtet man
die berechneten Wärmeübergangskoeffizienten (vgl. Abbildung 6.12d) so zeigt sich, dass im
Eckbereich mit Werten um 1 bis 3 W/m2K die geringsten Werte überhaupt auftreten. Im
Türbereich hingegen sind der Berechnung Werte um 11 bis 14W/m2K zu entnehmen, die also
deutlich über denen des Eckbereichs aber andererseits auch nennenswert unter denen oberhalb
des Lüftungskanals liegen. Letztere Beobachtung erfüllt darüber hinaus die Erwartung, nach
der die Wärmeübergangskoeffizienten an der Deckenunterseite aufgrund der dort vorhande-
nen Deckenströmung (Ceiling Jet) höher sein müssen als die Werte an der Bodenoberfläche.
Dass diese Erwartung de facto begründet ist, erhärtet die Schlussfolgerung in [Fu00], nach
der in Zonenmodellen der Ceiling Jet-induzierte (erzwungene) konvektive Wärmeübergang
wegen seiner besonderen Intensität separat ausgewertet bzw. berechnet werden sollte. Das
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Modell ist folglich auch in diesen Bereichen in der Lage, die tatsächlichen Verhältnisse korrekt
wiederzugeben.
(a) Temperatur der Gasphase ◦C (b) Temperatur der Oberfläche ◦C 5
(c) Geschwindigkeit in der Gasphase m/s (d) z-Komponente der Geschwindigkeit m/s
(e) Berechneter Wärmeübergangskoeffizient W/m2K
Abbildung 6.13: Wärmeübergangskoeffizient im Brandraum seitlich der Türöffnung
5 Diese Abbildung zeigt ein bedeutsames Problem der eindimensionalen Berechnung der Wärmeleitung in
der festen Phase. Es ist zu erkennen, dass an der Verbindung zwischen Außenwand und innerer Trennwand
ein Sprung in der Oberflächentemperatur auftritt, der keine physikalische Grundlage besitzt, sondern der
eindimensionalen Betrachtung geschuldet ist. Zwar nimmt dieser Fehler konsistent mit feiner werdender
Diskretisierung ab, jedoch ist er bei üblichen Gittereinteilungen im Allgemeinen nicht vernachlässigbar. Mit
der physikalisch einwandfreien mehrdimensionalen Modellierung der Wärmeleitung, wie sie in dieser Arbeit
vorgestellt wird, tritt dieser Fehler naturgemäß nicht mehr auf.
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Nachdem bislang lediglich horizontale ebene Oberflächen betrachtet wurden, soll nun als letz-
ter Bereich die vertikale Wandoberfläche seitlich der Türöffnung untersucht werden. Wie für
den zuvor dargestellten Bodenbereich in Türöffnungsnähe durchgeführt, kann auch dieser Be-
reich in zwei sich wesentlich unterscheidende Zonen aufgeteilt und getrennt analysiert werden.
Die untere Zone umfasst in etwa das untere Drittel bzw. die untere Hälfte der Türöffnung bis
zum Boden. Der Bereich ausgehend von dieser Trennlinie bis zur Decke kann als obere Zone
angesehen werden. Wesentliche Ursache für diese Zonenbildung ist die im oberen Bereich der
Wand nach unten gerichtete Strömung von Heißgasen (vgl. Abbildung 6.13d), die sich auf-
grund der Umlenkung der Deckenströmung (Ceiling Jet) am Anschluss Decke-Wand ergibt.
Die Geschwindigkeiten in der Gasphase, die sich Abbildung 6.13c entnehmen lassen, sind in
der oberen Zone deutlich höher (v ≈ 2− 2, 5m/s) als in der unteren Zone (v ≈ 0, 6m/s).
Gleichermaßen verhält sich folgerichtig auch der Anteil an erzwungenem konvektivem Wär-
meübergang. Der Vorfaktor für den freien konvektiven Wärmeübergang ist bei vertikalen
Oberflächen unabhängig vom Vorzeichen der Temperaturdifferenz zwischen Gasphase und
Oberfläche mit 1, 31 festgelegt, sodass lediglich der Betrag dieser Temperaturdifferenz ent-
scheidend ist. Die Oberflächentemperaturen in der oberen und unteren Zone betragen etwa
200 − 250 ◦C bzw. 100 − 150 ◦C und liegen demzufolge nicht allzu weit auseinander. Die
Temperaturen der Gasphase unterscheiden sich demgegenüber viel deutlicher. Während in der
nach unten gerichteten Heißgasströmung Temperaturen von etwa 500−700◦C auftreten, lie-
gen die Werte in der unteren Zone unterhalb von 100 ◦C, wozu unter anderem die zugeführte
Frischluft beiträgt, wie dies bereits im zuvor dargestellten Türbereich der Fall war. Im Bereich
der eingangs festgelegten bzw. beobachteten Trennlinie befindet sich der bei Zonenbildung
typische steile Temperaturgradient, der den Übergang zwischen den vorhergehend genann-
ten Temperaturbereichen erzeugt. Für den Anteil an freiem konvektivem Wärmeübergang
bedeutet dies, dass in der unteren gegenüber der oberen Zone geringere Werte vorhanden
sind. Darüber hinaus ergeben sich aufgrund von ϑOF > ϑGas in der unteren Zone eine nach
oben gerichtete und wegen ϑGas > ϑOF in der oberen Zone eine nach unten gerichtete freie
Konvektionsströmung. Aus Abbildung 6.13d lässt sich die z-Komponente der erzwungenen
Konvektionsströmung entnehmen, die bedeutend für die Überlagerung der beiden Anteile ist.
Wie bereits dargestellt, ist diese in der oberen Zone nach unten und in der unteren Zone nach
oben gerichtet, d. h. gleichermaßen wie die sich einstellende freie Konvektionsströmung, so-
dass in beiden Zonen eine gleichgerichtete Mischkonvektion vorliegt 6. Aufgrund der jeweils
höheren Werte für die Anteile an freiem und erzwungenem konvektivem Wärmeübergang
müssen in der oberen Zone ebenfalls deutlich höhere Wärmeübergangskoeffizienten auftre-
ten als in der unteren Zone, in der insbesondere der Anteil an erzwungenem konvektivem
Wärmeübergang wegen der niedrigen Geschwindigkeiten deutlich geringer ist. Werden nun
abschließend wieder die berechneten Wärmeübergangskoeffizienten gemäß Abbildung 6.13e
betrachtet, so lassen sich für die beiden Zonen Werte um 2 bis 5 W/m2K (untere Zone)
6 Die gegenwärtige Vorgehensweise beispielsweise innerhalb von FDS besteht darin, das Maximum der Anteile
an freiem und erzwungenem konvektivem Wärmeübergang als Wärmeübergangskoeffizient zu verwenden
[McG07a]. Eine detaillierte Betrachtung der Mischkonvektion, wie sie im Rahmen des in dieser Arbeit
entwickelten Modells durchgeführt wird, findet demnach nicht statt. Dies kann jedoch je nach Größe der
Anteile sowie Art der Mischkonvektion (gleich- oder entgegengerichtet) zu einer signifikanten Unter- oder
Überschätzung des Wärmeübergangskoeffizienten führen.
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bzw. 10 bis 12 W/m2K (obere Zone) ablesen, was die zuvor beschriebene (theoretische)
Erwartung erfüllt. Wie für die horizontalen ebenen Oberflächen ist das Modell folglich auch
für vertikale ebene Oberflächen in der Lage, die tatsächlichen Verhältnisse bemerkenswert
gut wiederzugeben.
Die Auswertung der Wärmeübergangskoeffizienten ergibt einen Wertebereich mit der unteren
Grenze bei etwa 1 bis 3W/m2K und der oberen Grenze bei etwa 18W/m2K. Ein Vergleich mit
experimentellen Daten - unter dem Vorbehalt, dass die mittels FDS berechneten Eingangs-
größen möglicherweise nicht vollkommen genau sind - zeigt eine sehr gute Übereinstimmung
nicht nur in der Größenordnung der berechneten Werte. So wird beispielsweise in [Sch08a]
und [Sch08b] ein Wert von 5W/m2K angegeben, welcher eher im unteren Bereich anzusie-
deln ist. Dies wird durch [Bel87] erhärtet, da dort auf einer in [Mit81] formulierten Definition
für den Wärmeübergangskoeffizienten basierend ein Minimalwert von ebenfalls 5W/m2K an-
gegeben ist. Demgegenüber wurde in den Realbrandversuchen des OECD PRISME Projektes
[OEC05] ein durchschnittlicher Wert von etwa 10W/m2K aufgenommen, welcher genau in
der Mitte des vorgenannten berechneten Wertebereichs liegt.
Im Folgenden werden nun die Wärmeübergangskoeffizienten innerhalb des Lüftungskanals
ebenfalls exemplarisch zum Zeitpunkt t = 5 Minuten betrachtet und ausgewertet. Die Ent-
Abbildung 6.14: Entwicklung des Wärmeübergangskoeffizienten entlang des Lüftungskanals
(Ansicht in Strömungsrichtung, Skala: W/m2K)
wicklung des innenseitigen Wärmeübergangskoeffizienten entlang des Lüftungskanals zeigt
Abbildung 6.14. Erwartungsgemäß nehmen die Werte in Strömungsrichtung ab, wenngleich
dieser Effekt im vorliegenden Anwendungsbeispiel nicht übermäßig stark ausgeprägt ist. Die
Begründung hierfür liegt insbesondere darin, dass sowohl die Geschwindigkeiten (vAnf ang =
6, 0 m/s bzw. vEnde = 5, 7 m/s) als auch die Temperaturen der Gasphase (vgl. Unterab-
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schnitt 6.4.1) am Anfang und Ende des Lüftungskanals lediglich in geringem Maße voneinan-
der abweichen. Darüber hinaus bleiben lokale Effekte über die Länge in diesem Anwendungs-
beispiel weitestgehend aus, insbesondere da sich einerseits die Oberflächentemperatur auf
der Innenseite aufgrund der Dämmwirkung der Wandung (vgl. Unterabschnitt 6.4.1) ganz
allmählich und ohne Sprünge, d. h. ohne die Herbeiführung von Störungen, aufbaut bzw.
entwickelt. Der Effekt, dass der Lüftungskanal im Brandabschnitt von außen thermisch be-
ansprucht und folglich die Oberflächentemperatur auf der Innenseite höher sein wird als im
Nachbarabschnitt im Anschluss an die Trennwand und dass an dieser Stelle damit einher-
gehend ein größerer Temperaturgradient und folglich möglicherweise eine Störung auftritt,
bleibt hier vernachlässigbar gering. Andererseits sind auch keine nennenswerten 7 konstruk-
tiven Störungen vorhanden. Ein anderes Bild zeigt sich bei der Betrachtung der Wärme-
übergangskoeffizienten über den Umfang des Lüftungskanals. Wenngleich die Effekte auch in
dieser Hinsicht in geringem Maße ausgeprägt sind, so sind doch offenkundig lokale Effekte zu
erkennen, die folgerichtig auf eine Variation in der Oberflächentemperatur ϑOF auf der Innen-
seite zurückzuführen sind. Ausschlaggebend sind in diesem Zusammenhang der in Kapitel 3
dargestellte Korrekturterm kϑ sowie dessen Einfluss auf den Wärmeübergangskoeffizienten,
da α ∝ kϑ = f (ϑOF ) bzw. genauer α ∝ TOF −n. Betrachtet man den Beginn des Lüftungs-
kanals, so ist festzustellen, dass die Oberflächentemperatur höher ist als die Temperatur
der strömenden Luft und dementsprechend gilt n = 0, 45. Zusammengefasst hat hier eine
höhere Oberflächentemperatur entlang des Umfangs in einem konkreten Querschnitt einen
geringeren Wärmeübergangskoeffizienten zur Folge. Abbildung 6.15 zeigt für den Anfang des
Lüftungskanals die Oberflächentemperaturen und die berechneten Wärmeübergangskoeffizi-
enten. Die zuvor dargestellten Abhängigkeiten und (theoretisch) zu erwartenden Ergebnisse
(a) Oberflächentemperaturen (b) Berechnete Wärmeübergangskoeffizienten
Abbildung 6.15: Betrachtung am Beginn des Lüftungskanals
werden vom Modell einwandfrei wiedergegeben. Die kältesten Oberflächen (rechts und oben)
weisen die höchsten, die beiden anderen wärmeren Oberflächen niedrigere Werte für den Wär-
meübergangskoeffizienten auf. Abbildung 6.15a lässt für die untere und linke Oberfläche einen
deutlicheren Unterschied vermuten, als dies in Abbildung 6.15b tatsächlich der Fall ist. Dies
kann mit den geringen Temperaturunterschieden erklärt werden. Bemerkenswert sind über-
7 Es sind lediglich die Auslässe vorhanden, die jedoch aufgrund der vorhandenen hohen Strömungsgeschwin-
digkeit und ihrer Ausbildung keine nennenswerte Störung verursachen.
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dies die Eckbereiche des rechteckförmigen Querschnitts. Am Stoß der kältesten Oberflächen
(rechts oben) wurden deutlich höhere Werte für den Wärmeübergangskoeffizienten berech-
net als beispielsweise am Stoß der wärmsten Oberflächen (links unten), was in vollständigem
Konsens mit den vorangegangenen theoretischen Überlegungen steht. Abbildung 6.16 zeigt
in analoger Art und Weise für das Ende des Lüftungskanals die Oberflächentemperaturen
und die berechneten Wärmeübergangskoeffizienten. Im Gegensatz zum vorher betrachteten
(a) Oberflächentemperaturen (b) Berechnete Wärmeübergangskoeffizienten
Abbildung 6.16: Betrachtung am Ende des Lüftungskanals
Bereich ist nun die Oberflächentemperatur niedriger als die Temperatur der strömenden und
im Laufe des Kanals erwärmten Luft, sodass dementsprechend n = 0, 0 (bzw. kϑ = 1, 0)
gilt. In der Folge sollte die in Abbildung 6.16a dargestellte und äußerst minimale Variati-
on in der Oberflächentemperatur keine Auswirkung auf den Wärmeübergangskoeffizienten
besitzen, d. h., α sollte für alle Oberflächen näherungsweise den gleichen Wert annehmen.
Dennoch sind in Abbildung 6.16b geringe Abweichungen (< 10 %) zu beobachten, für die
im Folgenden ein Erklärungsansatz erarbeitet wird. Der Einfluss der unmittelbar vor dem
betrachteten Endbereich des Lüftungskanals angeordneten Auslässe im Sinne einer geringen
Störung ist, wie bereits zuvor dargestellt, vernachlässigbar. Es lässt sich jedoch beobachten,
dass sich im Verlauf des Lüftungskanals in Strömungsrichtung eine leichte Verschiebung des
Geschwindigkeitsprofils mit höheren Geschwindigkeiten im linken-oberen und - aufgrund der
Kontinuitätsgleichung folgerichtig - niedrigeren Geschwindigkeiten im rechten-unteren Qua-
dranten (bei Gleichheit von Blick- und Strömungsrichtung) eines Querschnitts ergibt. Dieser
Effekt ist mutmaßlich auf einen geringen Einfluss freier Konvektion während des Durchlaufens
des Brandabschnitts zurückzuführen, wie Abbildung 6.17 mit Ansicht in Strömungsrichtung
qualitativ zeigt. Ausgehend von den dort dargestellten einzelnen Ursprungsbewegungen er-
geben sich innerhalb des Querschnitts im Wesentlichen drei unterschiedliche resultierende
Bewegungen, die sich mit der erzwungenen Konvektionsströmung überlagern. Diese sind
a) eine (allgemeine) Bewegung nach oben aufgrund von ϑOF > ϑGas und
b) eine vertikale Bewegung ausgehend von der unteren Kanalwandung aufgrund des dor-
tigen stärkeren Auftriebs und
c) eine Bewegung entgegen dem Uhrzeigersinn aufgrund des stärkeren Auftriebs an der
rechten Kanalwand.
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Abbildung 6.17: Bewegungen infolge freier Konvektion im Querschnitt
Infolge dessen kommt es im linken-oberen Quadranten zu einem erhöhten und im rechten-
unteren Quadranten zu einem verminderten Volumenstrom. Da die Querschnittsflächen kon-
stant bleiben, gilt ferner v ∝ Volumenstrom, womit sich letztlich die höheren Geschwindigkei-
ten im linken-oberen und die niedrigeren Geschwindigkeiten im rechten-unteren Quadranten
eines Querschnitts erklären lassen. Da sich dieser Effekt erst in Strömungsrichtung aufbaut,
sind entsprechende Beobachtungen bei der Betrachtung am Beginn des Lüftungskanals fol-
gerichtig nicht zu finden. Für die Wärmeübergangskoeffizienten bedeutet dies wiederum,
dass mit der höheren Geschwindigkeit im linken-oberen Quadranten größere Werte bzw. mit
der niedrigeren Geschwindigkeit im rechten-unteren Quadranten geringere Werte auftreten
müssen, wie dies gemäß Abbildung 6.16b vom Modell in korrekter Weise wiedergegeben wird.
Hinweis:
Es besteht überdies die Möglichkeit, an dieser Stelle einen Schritt weiter zu gehen, indem die theoretischen
Überlegungen zur Mischkonvektion an horizontalen ebenen Oberflächen auf den vorliegenden horizontalen
Kanal übertragen werden. Es ergäbe sich hiermit für die obere bzw. untere Kanalwandung eine gleich- bzw.
entgegengerichtete Mischkonvektion mit höheren bzw. niedrigeren Wärmeübergangskoeffizienten, wie vom
Modell berechnet. Diese Übertragung ist jedoch noch weiter zu untersuchen, bevor eine Allgemeingültigkeit
unterstellt werden kann, sodass zunächst lediglich der zuvor dargestellte Effekt als Erklärung dienen kann.
Der in Unterabschnitt 3.5.2 auf [Kak87] basierenden Modellannahme, „für turbulente Strö-
mungen in horizontalen Rohren bzw. Kanälen können der Anteil einer freien Konvektion und
demzufolge auch eine etwaige Mischkonvektion vernachlässigt werden“, scheint demnach an
dieser Stelle widersprochen zu werden. Die in [Kak87] zusammengestellten Aussagen und
Schlussfolgerungen sind letztlich ebenfalls Näherungen, die zudem nicht unter der Voraus-
setzung über den Umfang variierender Oberflächentemperaturen abgeleitet wurden. Es muss
jedoch unbedingt beachtet werden, dass die beobachteten Differenzen in den berechneten
Simulationsergebnissen (insbesondere Abbildung 6.16b) deutlich innerhalb des Ungenauig-
keitsbereichs liegen, der in Verbindung mit der Anwendung der Nu-Korrelationen allgemein
vorhanden ist. Demzufolge liegt kein Widerspruch gegenüber der Modellannahme in Unter-
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abschnitt 3.5.2 - und keinesfalls gegenüber dem in dieser Arbeit entwickelten Modell - vor,
sodass diese unverändert gültig ist und angewendet werden kann. Gleichwohl ist das beobach-
tete Phänomen interessant und der erarbeitete Erklärungsansatz schlüssig und folgerichtig,
sodass in diesem Bereich zukünftig weitere Untersuchungen wünschenswert sind.
Zusammenfassend lässt sich feststellen, dass das entwickelte Modell auch im Bereich von
Rohren bzw. Kanälen bemerkenswert gut in der Lage ist, die Realität sowie die vorhandenen
Prozesse und auftretenden Effekte wiederzugeben. Es eröffnet neuartige Möglichkeiten in
der numerischen Simulation von Brandereignissen, wie das vorliegende Anwendungsbeispiel
zeigt. Darüber hinaus bietet das Modell eine verbesserte bzw. überhaupt erst korrekte Model-
lierung. Wie in Kapitel 2 bereits angedeutet, ergeben sich bei Verwendung von für die jeweilige
Konfiguration ungeeigneten Korrelationen nennenswerte Abweichungen in den Berechnungs-
ergebnissen. Gleiches zeigt sich auch in einer parallel durchgeführten Variationsrechnung zum
vorliegenden Anwendungsbeispiel, bei der die Innenoberflächen des Lüftungskanals mit den
Korrelationen für horizontale und vertikale ebene Oberflächen berechnet wurden, wie es bei-
spielsweise in der gegenwärtig vorhandenen Version des Fire Dynamics Simulator [McG07a]
der Stand der Technik ist. Erwartungsgemäß ergaben sich mit dieser absichtlich fehlerhaften
Modellierung nennenswert abweichende, d. h. geringere Wärmeübergangskoeffizienten.
6.4.4 Zusammensetzung der Heißgase
Während der Simulation wurden die zeitlichen Verläufe sämtlicher Komponenten der Brand-
raum- und Nachbarraumatmosphäre (O2, CO, CO2 usw.) aufgezeichnet. Eine detaillierte
Analyse der Heißgaszusammensetzung und ihres Einflusses auf den Wärmeübergangskoeffi-
zienten kann Anhang B entnommen werden.
6.5 Fazit aus der Anwendung des Modells
Im Anschluss an die Modellentwicklung sowie die umfassende Überprüfung wurde das entwi-
ckelte Wärmetransportmodell im vorliegenden Kapitel auf eine praxisrelevante Aufgabenstel-
lung angewendet, der durch ein schutzzielorientiertes Vorgehen unter Verwendung von Inge-
nieurmethoden (hier: numerische Brandsimulation mit einem CFD-Modell) begegnet wurde.
Die diversen Umstände, die ein solches schutzzielorientiertes Vorgehen erforderlich machten
- natürlicher Brandverlauf sowie nicht-standardisierter Lüftungskanal und die hieraus resultie-
rende Nicht-Anwendbarkeit der L-Klasseneinteilung - wurden detailliert dargestellt. Es ließ sich
einerseits zeigen, dass das entwickelte Modell in allen Bereichen die tatsächlichen Gegeben-
heiten und Phänomene sehr gut wiedergibt. Andererseits eröffnet das Modell beispielsweise
mit der verbesserten bzw. korrekten Modellierbarkeit des konvektiven Wärmeübergangs in
Kanälen (Lüftungskanal) oder der mehrdimensionalen Wärmeleitung in komplexen Struktu-
ren (u. a. 3DWL-Objekt) neue und weitreichende Möglichkeiten. Die neuen Möglichkeiten im
Bereich Wärmeleitung können unter anderem auf dem Gebiet der Konstruktion gewinnbrin-
gend eingesetzt werden, wenn beispielsweise die Trennwand im Anwendungsbeispiel zusätz-
lich einen komplexen Wandaufbau enthält. Dies ist leicht möglich, falls eine Holzständerwand
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oder eine Mauerwerkswand mit Stahlstützen vorliegt. Die gegenwärtig vorhandenen Mög-
lichkeiten in numerischen Brandsimulationen (vgl. Kapitel 2) lassen dies nicht zu. Letztlich
kann festgehalten werden, dass für ein schutzzielorientiertes Vorgehen mit Hilfe von Inge-
nieurmethoden, dessen Anwendung zukünftig vermehrt zu erwarten und in anderen Ländern
bereits Standard ist, nun im Bereich des Wärmetransports für gekoppelte Prozesse ein ad-
äquates Werkzeug verfügbar ist, wodurch einige Problemstellungen überhaupt erst lösbar
oder verbessert modellierbar werden. Im vorliegenden, konkreten Anwendungsbeispiel könnte
das schutzzielorientierte Vorgehen unter anderem die Beantwortung der Frage bedeuten, ob
die Wandungsstärke des Kanals ausreichend oder aber eine Erhöhung erforderlich ist, um
die thermische Belastung im Nachbarraum/-brandabschnitt innerhalb zulässiger Grenzwerte
zu gewährleisten. Das Ergebnis der durchgeführten Simulation hat gezeigt, dass dies mit
der vorhandenen Wandungsstärke eindeutig gelingt. Mehr noch bietet das Werkzeug der nu-
merischen Brandsimulation in Verbindung mit dem entwickelten Wärmetransportmodell die
Möglichkeit der Optimierung, hier beispielsweise durch eine Reduktion der Wandungsstärke
des Lüftungskanals. Dieses Thema wird im Hinblick auf Wirtschaftlichkeit und Nachhaltigkeit
zunehmend an Bedeutung gewinnen.
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In den beiden nachfolgenden Abschnitten werden die wesentlichen Bestandteile dieser Arbeit
noch einmal zusammenfassend dargestellt. Abschließend wird ein Ausblick auf noch offene
Fragestellungen, die im Rahmen von zukünftigen Untersuchungen behandelt werden könnten,
gegeben.
7.1 Zusammenfassung der vorliegenden Arbeit
In der vorliegenden Arbeit wurde ein Wärmetransportmodell für gekoppelte Prozesse in der
Brandsimulation entwickelt, welches in der Lage ist, einerseits den Prozess des konvektiven
Wärmeübergangs zwischen Gasphase und fester Phase für horizontale und vertikale ebene
Oberflächen sowie speziell für Rohr- und Kanalströmungen und andererseits den Prozess der
Wärmeleitung in mehrdimensionalen Aufgabenstellungen physikalisch korrekt abzubilden und
entsprechende Ergebnisse auf dem Wege einer numerischen Simulation wiederzugeben. Die
Einzelheiten des entwickelten Modells wurden insbesondere in den Kapiteln 3 und 4 detailliert
behandelt. Das grundsätzliche Vorgehen wird im Folgenden noch einmal zusammenfassend
dargestellt.
Nach Darlegung der vorhandenen Problemstellung und Definition der Ziele in Kapitel 1 wur-
den im Kapitel 2 die gegenwärtig vorhandenen Möglichkeiten bei der numerischen Simu-
lation von Brandszenarien, d. h. der aktuelle Stand der Erkenntnisse, dargestellt. Hierbei
wurde insbesondere auf die Modellierung der Prozesse konvektiver Wärmeübergang zwischen
Gasphase und fester Phase sowie Wärmeleitung eingegangen, da diese die wesentlichen Be-
standteile des entwickelten Modells sind. Anschließend stellte Kapitel 3 die erforderlichen
Schritte zur Entwicklung des Modells für den konvektiven Wärmeübergang ausführlich vor.
Jeweils ausgehend von einer Zusammenstellung der allgemeinen physikalischen Grundlagen
und -gleichungen wurden für horizontale und vertikale ebene Oberflächen sowie für die spe-
zielle Konstellation von Rohr-/Kanalströmungen die einzelnen Modellbestandteile erarbeitet.
Den Abschluss dieses Teils bildete die numerische Umsetzung und nachfolgende Integrati-
on des Modells in den Brandsimulationscode Fire Dynamics Simulator (FDS) [McG07b].
Dieses Modell bildet das Fundament des Wärmetransportmodells für gekoppelte Prozesse
in der Brandsimulation, da es die wichtige Kopplung zwischen Gasphase und (detaillierter)
fester Phase herstellt. Es handelt sich dabei folgerichtig um eine wesentliche Entwicklung
auf dem Gebiet der numerischen Brandsimulation. In Kapitel 4 wurde anschließend das (Teil-
)Modell für mehrdimensionale Wärmeleitung entwickelt. Ausgehend von der physikalischen
Herleitung der notwendigen Gleichungen wurden die Verfahren zur räumlichen und zeitlichen
Approximation sowie mögliche Randbedingungen und zusätzliche Modellbestandteile darge-
stellt. Wiederum mit der numerischen Umsetzung und anschließenden Integration des Modells
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in den vorgenannten Brandsimulationscode wurde die Entwicklung dieses Teilmodells abge-
schlossen. Innerhalb von Finite-Elemente-Programmen ist die Lösung von Fragestellungen
mit mehrdimensionaler Wärmeleitung gegenwärtig Stand der Technik. In Kapitel 2 wurde
jedoch gezeigt, dass dies nicht für aktuelle Brandsimulationscodes gilt und bislang zudem die
Kopplung zwischen Gasphase und (detaillierter) fester Phase fehlte. Wie dargestellt, stellt das
in Kapitel 3 vorgestellte Modell diese wichtige Kopplung her und bildet damit das Fundament
des Wärmetransportmodells. Das erarbeitete (Teil-)Modell für mehrdimensionale Wärmelei-
tung stellt eine prädestinierte Ergänzung dar (vgl. Kapitel 2), zumal eine simple Extrapolation,
z. B. Übertragung der numerischen Methoden, aus anderen Bereichen auf Problemstellun-
gen des Brandschutzingenieurwesens nicht immer ohne Weiteres möglich oder sinnvoll ist.
Hiermit waren die entscheidenden Ziele dieser Arbeit erreicht, nämlich die Entwicklung eines
direkt in die Brandsimulation integrierten Wärmetransportmodells für gekoppelte Prozesse in
der Brandsimulation bestehend aus einem Modell für konvektiven Wärmeübergang und ei-
nem Modell für mehrdimensionale Wärmeleitung, welches die Gasphase mit der festen Phase
koppelt. Gleichsam waren damit auch weitere Zielsetzungen dieser Arbeit erfüllt. Das zu ent-
wickelnde Wärmetransportmodell sollte sowohl physikalisch, durch die Berücksichtigung der
speziellen Brandwirkungen und -eigenschaften, als auch numerisch, durch die Auswahl ge-
eigneter numerischer Methoden, für die integrierte Verwendung innerhalb von numerischen
Brandsimulationen optimiert sein und einen modularen Aufbau besitzen, sodass es sich für
die Integration in aktuelle und zukünftige Brandsimulationsprogramme eignet und nicht auf
ein bestimmtes Programm beschränkt bzw. speziell hierauf abgestimmt ist. Darüber hinaus
wurde mit diesem Modell eine Grundlage für die spätere Erweiterung um geeignete Pyro-
lysemodelle gelegt. Dafür wurde unter anderem einerseits mit dem integrierten Quellterm
eine Schnittstelle bereitstellt und andererseits werden die erforderlichen, mehrdimensionalen
Temperaturfelder adäquat und präzise ermittelt. Eine zur Komplettierung und Demonstra-
tion abschließend notwendige Integration des entwickelten Wärmetransportmodells für ge-
koppelte Prozesse in ein Brandsimulationsprogramm nach dem aktuellen Stand der Technik
wurde exemplarisch anhand des Fire Dynamics Simulator in der gegenwärtig aktuellen Versi-
on 5 [McG07b] mit positivem Ergebnis durchgeführt. Es folgte in Kapitel 5 eine umfassende
und eingehende Überprüfung des entwickelten Wärmetransportmodells unter anderem an-
hand von analytischen Lösungen bzw. Verfahren sowie Vergleichsrechnungen mit anderen,
bereits ausreichend validierten Programmen. Das Ergebnis dieser Überprüfung war eine er-
folgreiche Bestätigung sämtlicher Bestandteile des Modells. Zum Abschluss wurden in einem
realitätsnahen Anwendungsbeispiel einerseits die Anwendung des entwickelten Wärmetrans-
portmodells und andererseits die durch dieses Modell erweiterten Möglichkeiten bei der nu-
merischen Brandsimulation exemplarisch auf Grundlage eines praxisrelevanten Szenarios ver-
deutlicht (Kapitel 6). Auch hier konnte das Modell, das in allen Bereichen die tatsächlichen
Gegebenheiten und Phänomene bemerkenswert gut wiedergibt, erneut erfolgreich bestätigt
werden. Ferner konnten die durch das Modell beispielsweise mit der verbesserten bzw. korrek-
ten Modellierbarkeit des konvektiven Wärmeübergangs in Kanälen (Lüftungskanal) oder mit
der mehrdimensionalen Wärmeleitung in komplexen Strukturen eröffneten neuen und weit-
reichenden Möglichkeiten anschaulich präsentiert werden.
Zusammenfassend lässt sich festhalten, dass mit dem in dieser Arbeit entwickelten und vor-
gestellten Wärmetransportmodell und dessen Integration in einen aktuellen CFD-Brandsimu-
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lationscode sowie dessen unmittelbarer Verwendbarkeit innerhalb von Brandsimulationsmo-
dellen eine nennenswerte Erweiterung des Standes der Technik und ein erster Schritt auf
dem Weg hin zu einer für die Zukunft vorstellbaren, vollständig gekoppelten Brandsimula-
tion gelungen ist. Die zusätzliche Integration der mechanischen Analyse, die beispielsweise
Auswirkungen der Verformungen oder des Versagens einer Konstruktion oder einzelner Teile
derselben auf das Brandgeschehen berücksichtigen kann, wäre ein weiterer zukünftiger Schritt
in Richtung dieses neuen Weges (vgl. Abbildung 1.1). Darüber hinaus kann das im Rahmen
dieser Arbeit entwickelte Modell aber auch in anderen Bereichen, in denen gezielte Erwei-
terungen und Verbesserungen erforderlich sind, wie der Ertüchtigung von Pyrolysemodellen
einen wertvollen Beitrag leisten, indem es die Festkörpertemperaturen, die einen entschei-
denden Einfluss auf das Berechnungsergebnis nehmen, sowie den Wärmetransport zwischen
fester und Gasphase verbessert wiedergibt. Die Bedeutung der Weiterentwicklung von Pyro-
lysemodellen zur Beschreibung des Quellterms in einem Brandgeschehen bzw. des zeitlichen
Verlaufs der Freisetzung von Wärme und Rauch durch den Brand angesichts der Grenzen
der gegenwärtigen Vorgehensweise mit standardisierten Brandverläufen wurde bereits in Ka-
pitel 1 dargestellt. Letztlich wurden mit dem entwickelten Modell die vorhandenen Möglich-
keiten der numerischen Brandsimulation auch in solchen Bereichen verbessert und erweitert,
in denen Berechnungen zwar schon heute durchgeführt werden, die Anwendbarkeit der vor-
handenen Modelle oder die Übertragbarkeit ihrer Bestandteile jedoch fraglich oder gar falsch
ist. Es wurde im Rahmen dieser Arbeit unter anderem ein neuartiges, spezielles Submodell für
die korrekte Modellierung des konvektiven Wärmeübergangs bei Rohr-/Kanalströmungen in
Verbindung mit einem Brandgeschehen entwickelt, da gerade die Modellierung des Wärme-
transports zwischen der Gasphase und einem Festkörper - Kopplung zwischen Gasphase und
(detaillierter) fester Phase - in speziellen Konfigurationen, wie bei Einbauten (Lüftungskanäle
etc.), entschieden von der Modellierung an ebenen Oberflächen abweichen kann und eine sim-
ple Übertragung bzw. Anwendung der zugrunde liegenden, vorhandenen Submodelle hierbei
zweifelsohne einen Unsicherheitsfaktor unbekannter Größe in den Berechnungsergebnissen
einer numerischen Brandsimulation nach sich zieht.
7.2 Ausblick auf weitere Arbeiten
Das in dieser Arbeit entwickelte Wärmetransportmodell für gekoppelte Prozesse in der Brand-
simulation wurde aufgrund der Darstellungen in Abschnitt 5.9 und 6.1 zunächst mithilfe von
analytischen Lösungen bzw. Verfahren sowie Vergleichsrechnungen mit anderen, bereits aus-
reichend validierten Werkzeugen (hier: insbesondere ANSYS [Swa07]) umfangreich und er-
folgreich überprüft. Eine weitere Überprüfung anhand von experimentellen Daten oder Versu-
chen wäre ergänzend auf der Grundlage der in dieser Arbeit formulierten Modelle, Erkenntnisse
und Schlussfolgerungen beispielsweise für das Modell für den konvektiven Wärmeübergang
wünschenswert. In diesem Zusammenhang sowie in anderen Brandversuchen vor allem bei
natürlichem Brandverlauf ist es ferner zwingend erforderlich, geeignete Daten über Wärme-
ströme, die auf eine (Raum-)Oberfläche einwirken, aufzunehmen. Gemäß [Tor04] existieren
zwar umfangreiche Versuchsdaten über die Temperaturentwicklung in einem Raum. Über die
Entwicklung der vorgenannten Wärmeströme liegen indes lediglich sehr wenig Informationen
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vor. Um eine bestätigte Vernetzung von Brandschutz- und Bauingenieurwesen erreichen zu
können, werden solche Daten dringend benötigt [Tor04].
Mit der Einführung und Formulierung eines Quellterms im (Teil-)Modell für die mehrdimen-
sionale Wärmeleitung (vgl. Abschnitt 4.6) ist die Möglichkeit geschaffen, zusätzlich Wärme-
quellen und -senken zu berücksichtigen. Hiermit ergibt sich die Perspektive, beispielsweise die
energetische Änderung durch Pyrolyseprozesse (oder Stoff- bzw. Phasenumwandlungen) zu
erfassen. Dies bedeutet, dass eine Schnittstelle für den zukünftigen Einbau von Pyrolysemo-
dellen jedweder Art vorliegt. Es ist daher denkbar, eine Kopplung zwischen dem hier erar-
beiteten Wärmetransportmodell und beispielsweise dem Pyrolyse-/Brandausbreitungsmodell
von Riese [Rie07] durchzuführen, um einerseits die Vorteile beider Modelle in Kombination
zu nutzen sowie andererseits die Möglichkeiten bei der numerischen Brandsimulation der fes-
ten Phase und die Prognosefähigkeit von Brandsimulationscodes nennenswert zu erweitern
bzw. zu verbessern. Die erhebliche Bedeutung der (Weiter-)Entwicklung von geeigneten Py-
rolysemodellen zur Beschreibung des Quellterms in einem Brandgeschehen wurde bereits im
vorhergehenden Abschnitt und in Kapitel 1 dargestellt.
Ein zweckmäßiger und zielgerechter nächster Schritt, der im Rahmen von zukünftigen Arbei-
ten durchgeführt werden könnte, ist die Analyse und gegebenenfalls Anpassung der program-
mierten Routinen im vorhandenen Modell zum Zwecke des Einsatzes für paralleles Rechnen.
Für die in dieser Arbeit exemplarische Integration des Modells in den Brandsimulationscode
FDS (Version 5) standen durchweg serielle Rechnungen im Fokus, insbesondere da Parallel-
rechnungen mit diesem Code und die hiermit erzielten Ergebnisse bislang umstritten sind.
Eine Verbesserung dieser Situation ist Bestandteil der gegenwärtigen Weiterentwicklungen an
diesem Code. Die theoretische Grundlage des Wärmetransportmodells bietet grundsätzlich
die Möglichkeit zum parallelen Rechnen und wurde beispielsweise mit der expliziten Zeitap-
proximation im Teilmodell für mehrdimensionale Wärmeleitung hierauf im Besonderen abge-
stimmt.
Einerseits ist speziell für FDS die Mehr-Mesh-Fähigkeit, d. h. die Verwendung des Modells bei
Vorhandensein mehrerer Meshes, zu gewährleisten, was lediglich Anpassungen in den code-
spezifischen Zuordnungen bedeutet. Der Vorteil dieser Fähigkeit eröffnet die Möglichkeit, mit
dem entwickelten Wärmetransportmodell innerhalb von FDS, das grundsätzlich 1 eine äquidi-
stante Aufteilung des Berechnungsgitters vorsieht, und mithilfe weiterer Meshes auch äußerst
dünne Objekte der festen Phase bzw. thermisch dünne Materialien mit vertretbarem Zeit-
und Rechenaufwand berechnen zu können. Die Begriffe thermisch dünn und thermisch dick
sind im Glossar dieser Arbeit näher erläutert, sodass an dieser Stelle auf eine genauere Defini-
tion verzichtet wird. Eine Unterscheidung in thermisch dicke und thermisch dünne Materialien
lässt sich in der Literatur durchgängig finden (vgl. u. a. [Tor04], [Dry85], [Kre58], [NMA95],
[NFP07], [Hak05]). Gemäß der theoretischen Formulierung des entwickelten Modells ist für
solch dünne Objekte bzw. thermisch dünne Materialien zwar ebenfalls der Prozess der Wär-
meleitung in Dickenrichtung neben dem Prozess der Wärmeleitung in der zur Dickenrichtung
orthogonalen Ebene sowie selbstverständlich die Kopplung dieser beiden Prozesse problemlos
berechenbar, jedoch sind der praktischen Anwendung in diesem Bereich aufgrund der Leis-
tungsfähigkeit der zur Verfügung stehenden Rechner bzw. des Zeitbedarfs bislang Grenzen
1 FDS bietet die Möglichkeit, Meshes zu strecken bzw. stauchen, um so ansatzweise auch nicht-äquidistante
Gitter zu erzeugen.
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gesetzt. Diese verschwinden jedoch bei Verwendung zusätzlicher, z. B. lokal begrenzter Me-
shes im Bereich äußerst dünner Objekte der festen Phase bzw. thermisch dünner Materialien.
Exemplarisch ist bei einer Tragfähigkeitsuntersuchung an einem Stahlträger (dünnwandiges
I-Profil) in einer Industriehalle ein zusätzliches, sehr feines Mesh im Bereich des Trägers
vorstellbar, während die Industriehalle mit einem deutlich gröberen Gitter versehen werden
kann. Auf diese Weise ist eine detaillierte Analyse des Bauteils bei dennoch angemessenem
Aufwand möglich. Für dickere Objekte der festen Phase bzw. thermisch dicke Materialien
bestehen demgegenüber bereits mit dem vorhandenen, entwickelten Wärmetransportmodell
keinerlei Einschränkungen in den Berechnungsmöglichkeiten. Gleiches gilt für das Modell für
den konvektiven Wärmeübergang auch bei den vorgenannten äußerst dünnen Objekten bzw.
thermisch dünnen Materialien.
Andererseits sind unabhängig vom verwendeten Brandsimulationscode gegebenenfalls zusätz-
liche Befehle notwendig, falls besondere Parallelisierungstechniken wie beispielsweiseOpenMP
verwendet werden sollen.
Zusätzlich zu einer Verbesserung der Beschreibung des konvektiven Wärmeübergangs an
(allgemeinen) horizontalen und vertikalen ebenen Oberflächen wurde in dieser Arbeit ein
Vorgehen bzw. Modell entwickelt, mit dem der konvektive Wärmeübergang in durchström-
ten Rohren/Kanälen, als eine Sonderform des konvektiven Wärmeübergangs, berücksichtigt
werden kann. In analoger Art und Weise ist es denkbar und möglich, auch weitere Sonder-
formen des konvektiven Wärmeübergangs modular zu ergänzen. Exemplarisch sei hier der
Wärmeübergang an quer angeströmten Zylindern (z. B. Rohren oder auch Kabeln bzw. Ka-
belbündeln) genannt.
Darüber hinaus sind Erweiterungen des entwickelten Wärmetransportmodells vorstellbar, mit
denen sich sehr spezielle Fragestellungen noch ausführlicher behandeln lassen. Beispielhaft sei
an dieser Stelle der mit der Wärmestrahlung - welche im Rahmen dieser Arbeit nicht explizit
behandelt wurde - verbundene Prozess der internal radiation (vgl. Kapitel 4) genannt.
Ferner könnten durch entsprechende Erweiterungen bzw. Modifikationen des vorliegenden
Modells auch lichtdurchlässige Materialien, wie etwa Glas, berücksichtigt werden. Ein noch
breiteres Anwendungsspektrum würde die Ausweitung auf Flüssigkeiten ergeben. Da hierbei
zusätzlich konvektive Anteile abzubilden sind (vgl. (4.6)), wäre eine ausgedehntere Erweite-
rung des entwickelten (Teil-)Modells für die mehrdimensionale Wärmeleitung erforderlich. Die
gegenwärtige Formulierung des Modells ist indes, insbesondere aufgrund des Finite-Volumen-
Methoden-Ansatzes, hervorragend als Grundlage für diese Arbeiten geeignet. Das Ergebnis
einer solchen Weiterentwicklung könnte dann unter Einbeziehung experimenteller Daten ein
Modell zur Beschreibung bzw. Modellierung des Quellterms bei Poolbränden (Poolbrand-
Pyrolysemodell) sein.
Eine Erweiterung um einen die mechanische Analyse (Trag- und Verformungsverhalten) ab-
deckenden Teil, beispielsweise zur Abbildung und Berücksichtigung der Auswirkungen der
Verformungen oder des Versagens einer Konstruktion oder einzelner Teile derselben auf das
Brandgeschehen, wäre ein konsequenter nächster Schritt hin zu einer bereits angesproche-
nen und zukünftig vorstellbaren, vollständig gekoppelten numerischen Brandsimulation (vgl.
Abbildung 1.1). Bei Betrachtung der reinen Erwärmung und Abkühlung von Bauteilen ohne
Pyrolyseprozesse ist es unter Umständen vorteilhaft, die Berechnung der festen Phase mit
einer geringeren Frequenz, d. h. nur zu jedem x. Schritt der Brandsimulation, durchzuführen
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und die thermische Belastung geeignet zu mitteln. Dies würde die unterschiedlichen Zeitska-
len von Strömungsberechnung und Wärmeleitung in Festkörpern respektieren und ist mit nur
wenigen zusätzlichen Zeilen im Quellcode des Modells realisierbar. Da das entwickelten Mo-
dell zudem eine Grundlage für geeignete Pyrolysemodelle bilden soll, ist gegenwärtig bereits
eine direkte Kopplung möglich. Dies respektiert die Tatsache, dass die Zeitskala bei einem
chemischen Verbrennungs- oder Pyrolyseprozess in etwa der Zeitskala einer Strömungsbe-
rechnung entspricht.
Allerdings existiert mit der Anwendung des bestehenden Modells auch außerhalb des Be-
reiches von Entwicklungen und Erweiterungen ein Gebiet für weitere Arbeiten. So könnten
beispielsweise die im Anwendungsbeispiel (Kapitel 6) beobachteten Effekte einen Ansatz für
weitere, eingehendere Untersuchungen darstellen. Ferner könnte das Modell und insbesondere
das (Teil-)Modell für mehrdimensionale Wärmeleitung auch auf weitere praktische Fragestel-
lungen beispielsweise im Zusammenhang mit anderen Forschungsvorhaben oder der Durch-
führung von klassifizierten Experimenten angewendet werden.
Letztlich ist es wünschenswert, das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Wärmetransport-
modell zukünftig auch in andere Brandsimulationscodes zu integrieren, was insbesondere
aufgrund des beabsichtigten modularen Aufbaus problemlos gelingen sollte.
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Im nachfolgenden Anhang sind ergänzende Arbeiten sowie Sonderfragestellungen zusammen-
gestellt. Diese sind für das Verständnis dieser Arbeit wesentlich oder gehen in einigen Fällen
über die im Hauptteil bearbeiteten Aufgabenstellungen hinaus.
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A Mathematische Grundlagen
In der vorliegenden Arbeit werden diverse mathematische Konstrukte und Umformungen ver-
wendet bzw. durchgeführt, sodass im Folgenden die bedeutendsten nochmals kurz aufgeführt
und zusammengefasst werden sollen.
A.1 Gradient und Divergenz
Die beiden mathematischen Operationen Gradient und Divergenz spielen eine bedeutende
Rolle bei der Entwicklung des Wärmetransportmodells, sodass sie im Folgenden nochmals in
Erinnerung gerufen werden sollen.
Gradient eines Skalarfeldes (∇-Operator)
Im allgemeinen n-dimensionalen Raum Rn ergibt das Produkt des ∇-Operators (Nabla-
Operator) mit einem Skalarfeld f dessen Gradienten, d. h.
∇f = grad f =
(
∂f
∂x1
, . . . ,
∂f
∂xn
)
. (A.1)
Im speziellen dreidimensionalen Fall (n = 3) mit kartesischen Koordinaten lässt sich dies
vereinfachen zu
∇f = grad f =
(
∂f
∂x
,
∂f
∂y
,
∂f
∂z
)
=
∂f
∂x
~ex +
∂f
∂y
~ey +
∂f
∂z
~ez . (A.2)
Divergenz eines Vektorfeldes (∇-Operator)
Im allgemeinen n-dimensionalen Raum Rn ergibt das Skalarprodukt des ∇-Operators (Nabla-
Operator) mit einem Vektorfeld ~F bzw. F dessen Divergenz, d. h.
∇ · F = div F =
n∑
i=1
∂Fi
∂xi
. (A.3)
Im speziellen dreidimensionalen Fall mit kartesischen Koordinaten lässt sich dies wiederum
vereinfachen zu
∇ · F = div F = ∂Fx
∂x
+
∂Fy
∂y
+
∂Fz
∂z
. (A.4)
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Divergenz des Gradienten eines Skalarfeldes (∆-Operator)
Der ∆-Operator (Laplace-Operator) für ein Skalarfeld f lässt sich allgemein in der Form
∆f = div(grad f ) = ∇ · ∇f = ∇2f (A.5)
angeben. Im speziellen dreidimensionalen Fall mit kartesischen Koordinaten lässt sich dies
vereinfachen zu
∆f (x, y , z) = div(grad f (x, y , z)) = ∇ · ∇f (x, y , z) = ∂
2f
∂x2
+
∂2f
∂y2
+
∂2f
∂z2
. (A.6)
A.2 Gauß’scher Integralsatz (Divergenztheorem)
Der Gauß’sche Integralsatz, der vielfach auch als Divergenztheorem bezeichnet wird, lässt
sich in seiner allgemeinen Form wie folgt darstellen:∫
Ω
div ~F d (n)V =
∮
Γ
~F · ~n d (n−1)S. (A.7)
Im dreidimensionalen Fall (n = 3) und nach geeigneter Vereinfachung der Schreibweise ergibt
sich hieraus ∫
Ω
∇ · F dV =
∮
Γ
F · n dS. (A.8)
A.3 Taylorreihe
Unter der Voraussetzung, dass I ein reelles Intervall und f : I → R eine beliebig oft differen-
zierbare Funktion ist, wird die unendliche Reihe
Pf (x) = f (a) +
f ′(a)
1!
(x − a) + f
′′(a)
2!
(x − a)2 + . . .+ f
(n)(a)
n!
(x − a)n + . . .
=
∞∑
n=0
f (n)(a)
n!
(x − a)n (A.9)
als Taylorreihe von f mit dem Entwicklungspunkt a bezeichnet, wobei ferner a ∈ I zu erfüllen
ist. Hierin sind f (n)(a) die n-te Ableitung von f an der Stelle a - dem Punkt, in dessen Umge-
bung das Verhalten der Funktion untersucht werden soll -, wobei im Speziellen f (0)(a) := f (a)
ist, und n! die Fakultät von n, d. h. n! = 1 · 2 · 3 · . . . · n.
Sogenannte Taylorpolynome sind ein vielfach verwendetes Werkzeug der Mathematik, der
Physik und auch der Ingenieurwissenschaften. Ein Taylorpolynom kann allgemein in der Form
Tn(x) = f (a) +
f ′(a)
1!
(x − a) + . . .+ f
(n)(a)
n!
(x − a)n (A.10)
angegeben werden und entspricht folglich einer Partialsumme von (A.9), die für ein definiertes
a ein Polynom in der Variablen x darstellt. Ein ganz spezielles Taylorpolynom wird aus den
ersten beiden Termen der Taylorreihe gebildet,
T1(x) = f (a) +
f ′(a)
1!
(x − a) . (A.11)
Dieser Ausdruck wird auch als Linearisierung von f an der Stelle a bezeichnet.
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den Wärmeübergangskoeffizienten
Im Zusammenhang mit dem Modell für konvektiven Wärmeübergang zwischen fester Phase
und Gasphase werden eine Reihe von Stoffwerten für die Gasphase benötigt. Diese Stoffwerte
sind im Allgemeinen temperatur- und druckabhängig, wobei diese Abhängigkeit unterschied-
lich stark ausgeprägt ist. Während für die im Rahmen dieser Arbeit betrachteten Lüftungs-
kanäle bereits aufgrund ihrer Definition die Gasphase offenkundig aus Luft in der reinen, natür-
lichen Zusammensetzung besteht, verändert sich Letztere im Brandraum bzw. in Brandnähe
beispielsweise durch eine Erhöhung des Kohlendioxid- zulasten des Sauerstoffanteils infolge
der Verbrennungsprozesse. Ferner sind einerseits mit einem Brandgeschehen direkt Änderun-
gen der Druckverhältnisse verknüpft und treten andererseits innerhalb von Lüftungskanälen
bereits aufgrund des Betriebes entsprechende Änderungen zum natürlichen Atmosphären-
druck auf.
Im ersten Abschnitt dieses Kapitels wird untersucht, welchen Einfluss die Heißgaszusam-
mensetzung bzw. die Veränderung der reinen, natürlichen Zusammensetzung infolge eines
Brandes auf den Wärmeübergangskoeffizienten hat. Ferner soll die Frage beantwortet wer-
den, in welcher Größenordnung die zu erwartenden Abweichungen liegen, wenn in diesem
Zusammenhang anstatt der mit der exakt vorhandenen Heißgaszusammensetzung ermittel-
ten Stoffwerte, jene Stoffwerte von normaler Luft verwendet werden. Diese Untersuchung
wird anhand von Berechnungsergebnissen des Anwendungsbeispiels (vgl. Kapitel 6) durchge-
führt. Der zweite Abschnitt befasst sich mit der Frage, inwieweit sich die Änderungen der
Druckverhältnisse auf die Stoffwerte der Gasphase auswirken.
B.1 Einfluss der Zusammensetzung
Wie bereits in Abschnitt 6.4 angedeutet, wurden während der Simulation die zeitlichen Ver-
läufe sämtlicher Komponenten der Brandraum- und Nachbarraumatmosphäre (O2, CO, CO2
usw.) aufgezeichnet. Da im vorliegenden Anwendungsbeispiel eine Übertragung von Brand-
gasen in den Nachbarraum aufgrund der Trennwand und des im Brandraum geschlossenen
Lüftungskanals ausgeschlossen werden kann, liegt dort ebenso wie im Lüftungskanal selbst
als Gasphase Luft in der reinen, natürlichen Zusammensetzung vor. Infolge dessen wird die
Untersuchung auf insgesamt acht, an den Wänden sowie an Boden und Decke, d. h. an
ebenen Oberflächen, angeordneten Auswertepunkte im Brandraum beschränkt. Des Weite-
ren kann eine Einschränkung auf den erzwungenen konvektiven Wärmeübergang (an ebenen
Oberflächen) erfolgen, da gemäß Abschnitt 3.2 beim freien konvektiven Wärmeübergang an
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horizontalen und vertikalen ebenen Oberflächen lediglich die Orientierung sowie die Tempe-
raturdifferenz zwischen Gasphase und Oberfläche der festen Phase, nicht aber die genaue
Charakteristik der Gasphase, d. h. deren exakte Zusammensetzung, von Bedeutung sind. Die
in diesem Abschnitt angegebenen Beziehungen wurden ursprünglich auf der Basis von expe-
rimentellen Daten für Luft korreliert.
Untersucht werden im Folgenden die drei Auswertezeitpunkte 120 s, d. h. im Anstieg des
Brandverlaufs, 300 s in Analogie zu Kapitel 6 und 540 s, also in etwa zur Mitte des vorgege-
benen Brandes. Die Auswertepunkte im Brandraum befinden sich sowohl im oberen als auch
im unteren Bereich des Raumes und decken damit hohe und niedrige Temperaturen sowie Ge-
schwindigkeiten ab. Aus den Simulationsergebnissen wurden die zu den gewählten Zeitpunk-
ten an den gewählten Auswertepunkten auftretenden Geschwindigkeiten und Temperaturen
der Gasphase sowie die Heißgaszusammensetzung in Form von Massenanteilen bestimmt.
Mit den Temperaturen der Gasphase war es unter Anwendung der Tabellen in [VDI06] sowie
des Programms PROPER [Lau09] möglich, die temperaturabhängigen Stoffwerte für Luft
einerseits und für die einzelnen Komponenten des Heißgasgemisches andererseits zu bestim-
men. Als Druck wurde Normaldruck, d. h. p = 1 bar , angenommen (vgl. Abschnitt B.2).
Mit den ermittelten Massenanteilen 1 wurden über eine massenanteilige Mittelwertbildung
anschließend die Stoffwerte des Heißgasgemisches errechnet. Aus den Stoffwerten und den
Geschwindigkeiten der Gasphase ließen sich abschließend die Wärmeübergangskoeffizienten
für Luft einerseits und das Heißgasgemisch andererseits entsprechend Kapitel 3 bestimmen
und einander gegenüberstellen. Als Kontrolluntersuchung für diese Vorgehensweise und zur
Bestimmung der Unsicherheit wurden die Wärmeübergangskoeffizienten einerseits für Luft
als Ganzes und andererseits für Luft als Gemisch der Einzelkomponenten bestimmt und mit
einer Abweichung von lediglich etwa 2 % erfolgreich gegenübergestellt. Das Vorgehen kann
daher als qualifiziert bezeichnet werden.
Als Ergebnis dieser umfangreichen Untersuchung kann festgestellt werden, dass die Abwei-
chungen in den Wärmeübergangskoeffizienten, berechnet mit der exakten Heißgaszusam-
mensetzung einerseits und den Stoffwerten für normale Luft andererseits, auf maximal 6,6%
begrenzt bleiben. Diese ohnehin bereits geringe Abweichung liegt jedoch auch deutlich inner-
halb des Ungenauigkeitsbereichs, der in Verbindung mit der Anwendung der Nu-Korrelationen
allgemein vorhanden ist. Die große Ähnlichkeit der Werte ist nicht überraschend, sondern das
folgerichtige Ergebnis der Tatsache, dass der mit über 75% deutlich größte Anteil der Luftzu-
sammensetzung dem Stickstoff zuzuordnen ist. Da dieser sich jedoch (nahezu 2) inert verhält,
d. h. reaktionsträge ist und unter den jeweiligen gegebenen Bedingungen mit potenziellen Re-
aktionspartnern nicht oder nur in verschwindend geringem Maße reagiert, bleibt dessen Anteil
auch im Heißgasgemisch erhalten. Eine Änderung der Zusammensetzung erfolgt daher ledig-
1 Aufgrund der vernachlässigbar geringen Anteile von Kohlenmonoxid (CO), Ruß und Wasserstoff (H2), wel-
cher insbesondere bei hohen Temperaturen ohne Katalysator mit Sauerstoff zu Wasser reagiert, können
diese Komponenten im Heißgasgemisch unberücksichtigt bleiben. Gleiches gilt im Allgemeinen für den An-
teil des Brennstoffs im Gemisch. Das Heißgasgemisch setzt sich daher imWesentlichen aus Sauerstoff (O2),
Stickstoff (N2), Wasser bzw. Wasserdampf (H2O) und Kohlendioxid (CO2) zusammen. Weitere Massen-
anteile sind im entstehenden Heißgasgemisch den Berechnungsergebnissen nicht zu entnehmen bzw. nicht
vorhanden, da im vorliegenden Brennstoff keine anderen Atome als Kohlenstoff, Wasserstoff, Sauerstoff
oder Stickstoff enthalten sind. Letzteres gilt für viele übliche Brandlasten, wie Holz oder Benzin.
2 Unter normalen Umgebungsbedingungen sind keine chemischen Reaktionen zu erwarten.
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lich im übrigen geringen Anteil. Weiterhin ist die Abnahme des Sauerstoffanteils beschränkt,
da eine untere physikalische Grenze existiert, bei der eine Verbrennung überhaupt noch mög-
lich ist. Unterhalb dieser Grenze, die etwa bei 5 Vol.-% O2 angesiedelt werden kann, findet
keine Verbrennung mehr statt. Die Zunahme der Anteile der Verbrennungsprodukte (z. B.
CO2) ist infolgedessen ebenso beschränkt. Die Änderung der Zusammensetzung infolge eines
Brandes ist folglich nicht beliebig möglich und findet in beschränktem Maße statt. Da sich
ferner bei der Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten Änderungen in den Stoffwerten
aufgrund von Änderungen der Zusammensetzung teilweise gegenseitig ausgleichen, ergeben
sich Abweichungen in der zuvor angegebenen, lediglich geringen Höhe. Diese hervorragende
Übereinstimmung erlaubt die Vereinfachung, im Bereich des konvektiven Wärmeübergangs
und bei der Bestimmung der erforderlichen Wärmeübergangskoeffizienten mit den Stoffwer-
ten von normaler Luft zu arbeiten, anstatt den ebenso möglichen aber vergleichsweise auf-
wendigeren Weg über die exakte Heißgaszusammensetzung beschreiten zu müssen. Als ein
weiterer interessanter Effekt ist zu beobachten, dass mit zunehmender Branddauer in diesem
Anwendungsbeispiel die Abweichungen in den Wärmeübergangskoeffizienten stets, d. h. an
sämtlichen Auswertepunkten, abnehmen. An dieser Stelle könnten gegebenenfalls zukünftige
Untersuchungen anschließen.
Um die Übertragbarkeit der vorangegangenen Vorgehensweise zu überprüfen, wurde eine Va-
riationsrechnung zum Anwendungsbeispiel aus Kapitel 6 durchgeführt, bei der das Brandgut
durch Flaschen aus PVC (C2H3Cl) ersetzt wurde. Das Brandszenario und der Brandverlauf
wurden wiederum anhand von [Hos09] entwickelt, wo entsprechende Angaben für ein solches
Brandgeschehen dokumentiert sind. Es können wie zuvor die Massenanteile einiger Kompo-
nenten des Heißgasgemisches aufgrund der vernachlässigbar geringen Größe unberücksich-
tigt bleiben, sodass sich auch hier das Heißgasgemisch im Wesentlichen aus Sauerstoff (O2),
Stickstoff (N2), Wasser bzw. Wasserdampf (H2O) und Kohlendioxid (CO2) zusammensetzt.
Infolge des Vorhandenseins von Chlor in der Verbindung des Brennstoffes sind nun jedoch
ein zusätzlicher Massenanteil sowie die entsprechenden Stoffwerte für Chlor (Cl2) zu berück-
sichtigen.
Die Gegenüberstellung der Wärmeübergangskoeffizienten, berechnet mit der exakten Heiß-
gaszusammensetzung einerseits und den Stoffwerten für normale Luft andererseits, zeigt auf
maximal 9,3 % begrenzt bleibende Abweichungen. Wie zuvor liegen diese deutlich innerhalb
des Ungenauigkeitsbereichs, der in Verbindung mit der Anwendung der Nu-Korrelationen all-
gemein vorhanden ist. Die ein wenig höheren Werte ergeben sich folgerichtig aufgrund des
zusätzlichen Chlor-Massenanteils, da dieser Stoff in normaler Luft nicht vorhanden ist. Ins-
gesamt zeigen sich für beide betrachteten Fälle Abweichungen von unter 10 %, sodass die
Übertragbarkeit bzw. allgemeine Anwendbarkeit der Vorgehensweise, im Bereich des konvek-
tiven Wärmeübergangs und bei der Bestimmung der erforderlichen Wärmeübergangskoeffizi-
enten mit den Stoffwerten von normaler Luft anstatt der exakten Heißgaszusammensetzung
zu arbeiten, auf Grundlage der hier durchgeführten Untersuchung in aller Regel - extreme
Sonderfälle ausgenommen - möglich ist.
Die eingangs getroffene Einschränkung auf den erzwungenen konvektiven Wärmeübergang
kann nun ferner aufgrund der Ergebnisse dieser Untersuchung zurückgenommen werden. Für
den freien konvektiven Wärmeübergang wurde festgestellt, dass die in Abschnitt 3.2 angege-
benen Beziehungen ursprünglich auf der Basis von experimentellen Daten für Luft korreliert
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wurden. Die Analyse in diesem Kapitel hat indes gezeigt, dass im Bereich des konvektiven
Wärmeübergangs und bei der Bestimmung der Wärmeübergangskoeffizienten im Allgemeinen
und in guter Näherung anstatt der exakten Heißgaszusammensetzung normale Luft ange-
setzt werden kann. Aufgrund dessen können folgerichtig auch die Beziehungen für den freien
konvektiven Wärmeübergang unverändert angewendet werden, womit der konvektive Wärme-
übergang an horizontalen und vertikalen ebenen Oberflächen in seiner Gesamtheit abgedeckt
ist.
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Abbildung B.1: Wärmeleitfähigkeit von Luft
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Abbildung B.2: Kinematische Viskosität von Luft
Die Abbildungen B.1 bis B.3 zeigen die für die Berechnung erforderlichen, temperaturabhän-
gigen Stoffwerte von Luft [VDI06]. Im Rahmen dieser Arbeit wurden einfache Ausgleichspoly-
nome erarbeitet, die es ermöglichen, auf direktemWege und ohne Interpolation die benötigten
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Stoffwerte zu ermitteln. Diese im entwickelten Modell bereits implementierten Ausgleichspo-
lynome sind zusätzlich in die Abbildungen eingetragen und im Folgenden angegeben.
Wärmeleitfähigkeit λ:
y = 1, 00 · 10−11 x3 − 2, 73 · 10−8 x2 + 7, 39 · 10−5 x + 0, 0244 (B.1)
kinematische Viskosität ν:
y = 7, 87 · 10−11 x2 + 9, 35 · 10−8 x + 1, 34 · 10−5 (B.2)
Prandtl-Zahl P r :
y = 2, 21 · 10−13 x4 − 6, 27 · 10−10 x3 + 5, 95 · 10−7 x2 − 1, 60 · 10−4 x + 0, 711 (B.3)
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Abbildung B.3: Prandtl-Zahl von Luft
B.2 Einfluss von Druckänderungen
Wie bereits angedeutet, sind die benötigten Stoffwerte im Allgemeinen nicht nur temperatur-
sondern auch druckabhängig zu bestimmen. Im vorangegangenen Abschnitt wurde als Druck
der Normaldruck, d. h. p = 1 bar bzw. p = 105 Pa, angenommen. Es kommt jedoch sowohl
im Brandraum aufgrund des Brandgeschehens als auch im Innern der im Rahmen dieser Arbeit
betrachteten Lüftungskanäle aufgrund des Betriebs zu Druckänderungen, deren Auswirkung
auf die Stoffwerte im Folgenden untersucht werden soll.
Beim Anwendungsbeispiel in Kapitel 6 sowie der Variationsrechnung mit verändertem Brand-
gut ergeben sich in der numerischen Simulation brandbedingte Überdrücke von lediglich 10
bis 15 Pa. Aus der relativ großen Türöffnung, die im Brandraum angeordnet ist, resultiert
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eine natürliche Ventilation des Raumes - mit einem brandlastgesteuerten Brandverlauf - und
infolgedessen der zu beobachtende, äußerst geringe Überdruck. In Brandszenarien mit erzwun-
gener, d. h. maschineller, Ventilation können sich deutlich höhere Über- bzw. Unterdrücke
bei Einsetzen bzw. Verlöschen des Brandes ergeben. Beispielsweise wurden im Rahmen des
OECD PRISME Projektes [OEC05] maximale Druckdifferenzen von 3000 bis 5000Pa (0,03
bis 0,05 bar) gemessen. Für das Innere von Lüftungskanälen lassen sich vergleichbare Werte
für den Betriebsdruck ermitteln. So werden beispielsweise in den entsprechenden Prüfnormen
maximale Drücke von ebenfalls 3000 bis 5000 Pa als Obergrenze angegeben.
Betrachtet man nun die erforderlichen Stoffwerte, die sich beispielsweise [VDI06] entnehmen
lassen, so ist zu erkennen, dass lediglich die Dichte ρGas bzw. gemäß vorigem Abschnitt ρLuf t
und die mit ihr gebildeten bzw. abgeleiteten Stoffwerte, wie die kinematische Viskosität νGas
bzw. νLuf t , nennenswert druckabhängig sind. Bei den zuvor beobachteten, maximal auftre-
tenden Druckdifferenzen ist der Unterschied in den Stoffwerten jedoch ≤ 5 % und folglich,
wie bereits mehrfach dargestellt, deutlich innerhalb des Ungenauigkeitsbereichs, der in Ver-
bindung mit der Anwendung der Nu-Korrelationen allgemein vorhanden ist.
Als Ergebnis dieser Untersuchung kann zusammenfassend festgestellt werden, dass die Druck-
differenzen bei Brandgeschehen und bei Betrieb eines Lüftungskanals im Allgemeinen zu ge-
ring sind, um nennenswerten Einfluss auf die zu ermittelnden Stoffwerte auszuüben. Eine
einheitliche Auswertung der Stoffwerte für Normaldruck, d. h. p = 1 bar , ist demnach als
sachgerecht anzusehen.
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C Berücksichtigung von rauen Oberflächen
in Rohren und Kanälen
Das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte und in Kapitel 3 vorgestellte Modell für konvek-
tiven Wärmeübergang zwischen Gasphase und fester Phase wurde im Bereich von Rohren
bzw. Kanälen unter der Voraussetzung glatter Oberflächen entwickelt. In technischen Auf-
gabenstellungen liegen mitunter Oberflächen vor, die aufgrund ihrer Beschaffenheit, d. h.
Rauheit, nicht allein durch Ansätze und Korrelationen für glatte Rohre/Kanäle berücksich-
tigt werden können. Wenn der Einfluss der Rauheit eine derart nennenswerte Größenordnung
erreicht, dass er nicht mehr vernachlässigt werden kann, ist an dieser Stelle eine Erweiterung
des entwickelten Modells notwendig. Im Folgenden werden Ansätze vorgestellt, mit denen
eine mögliche Rauheit der Oberfläche in Rohren/Kanälen in guter Näherung berücksichtigt
werden kann.
C.1 Der Begriff „Rauheit“
Bei turbulenten 1 Rohrströmungen - dem praktisch bzw. technisch interessanten Bereich -
unterscheidet man zwei unterschiedliche Formen von Rauheiten nämlich einerseits die techni-
sche oder auch natürliche und andererseits die hydraulische Rauheit. Die technische Rauheit
(k oder ks) wird vielfach auch als äquivalente Sandrauheit bezeichnet 2 und entspricht der
(durchschnittlichen) Höhe von Unregelmäßigkeiten bzw. Unebenheiten in der Oberflächen-
struktur der Rohrwand, d. h., sie ist eine charakteristische Länge. Typische Werte sind in
Tabelle C.1 angegeben.
Von hydraulisch glatten Rohren spricht man dann, wenn die vorgenannten Erhebungen ge-
ring sind und vollständig innerhalb der wandnahen viskosen Unterschicht liegen (vgl. Abbil-
dung C.1a). Der Widerstandsbeiwert oder auch Druckverlustkoeffizient/-beiwert ist in die-
sem Fall lediglich eine Funktion der Reynolds-Zahl, d. h. ξ = f (Re), da der Widerstand nur
zähigkeits- und nicht rauheitsbedingt ist. Im Unterschied dazu liegen hydraulisch raue Rohre
dann vor, wenn sämtliche Rauheiten aus der viskosen Unterschicht heraus- und in die Kern-
strömung hineinragen (vgl. Abbildung C.1c) und eine Summe von Einzelwiderständen an den
umströmten Rauheitselementen bewirken [Sch03]. Hierbei verschwindet der Zähigkeitsein-
fluss, sodass der Widerstandsbeiwert durch eine reine Funktion der relativen Rauheit e = kD
dargestellt werden kann. Zwischen diesen beiden Grenzsituationen liegt ein Übergangsbereich
1 Für laminare Rohrströmungen ist ξ = 64 Re−1 unabhängig von der Rauheit ([Gro07b], [Bar09]).
2 Nach [Oum99] gilt für technisch hergestellte Rohre, Sandrauheit≈ (1 bis 1,6) technische Rauheit, und
gemäß [Sch03] ist die Unterscheidung zwischen beiden Größen in den Grenzfällen hydraulisch glatt und
hydraulisch rau von turbulenten Rohrströmungen belanglos.
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Tabelle C.1: Technische Rauheiten unterschiedlicher Materialien (aus [Chr05] und [Sch03])
Material k [mm]
Holz 0,05 bis 0,30
Grauguss 0,3
Stahl (verzinkt) 0,06 bis 0,30
unglasierte Keramik 0,7 bis 1,0
Betonfertigteile (neu) 0,03 bis 0,64
Kunststoff (Rohre) 0,005
(vgl. Abbildung C.1b), bei dem beide Einflüsse wirksam sind. Der Widerstandsbeiwert lässt
sich demzufolge als Funktion beider vorgenannten Größen in der Form ξ = f (Re, kD ) ange-
ben.
(a) hydraulisch glatt (b) Übergangsbereich (c) hydraulisch rau
Abbildung C.1: Situationen der hydraulischen Rauheit [Mer00]
Aus der Literatur (z. B. [Gro07b]) lässt sich folgende Grenzbedingung für hydraulisch glatte
Rohre angeben 3
Re ≤ 65 D
k
,
die durch geeignete Umformung auf eine Bedingungsgleichung für die Obergrenze der Rau-
heit k führt
k ≤ 65 ν
v
.
Für die im Rahmen dieser Arbeit untersuchten, brandbeanspruchten Lüftungskanäle lässt sich
dies für den Extremfall mit einer maximalen Geschwindigkeit von 12 ms und einer minimalen
kinematischen Viskosität von 135, 0 · 10−7 m2s (bei ϑ = 0 ◦C) zusammenfassen zu
k ≤ 0, 073mm.
Die vornehmlich aus verzinktem Stahl hergestellten Lüftungskanäle erfüllen diese Anforderung
für den vorhergehend dargestellten Extremfall wie auch die praktisch üblichen Situationen.
Für die aus Brandschutzplatten aufgebauten selbstständigen Lüftungskanäle wird in der Li-
teratur für die Rauheit ein Wert von 0,1 mm angegeben, sodass für die praktisch üblichen
3 Als (untere) Grenzbedingung für hydraulisch raue Rohre gilt, Re ≥ 1300 D
k
. Dazwischen befindet sich der
in Abbildung C.1b dargestellte Übergangsbereich.
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Situationen auch hierfür die Bedingung für hydraulisch glatte Rohre erfüllt wird. Die Unter-
stellung technisch - mehr oder weniger stark - rauer aber hydraulisch glatter Oberflächen der
Rohr-/Kanalwände, wie sie im Rahmen dieser Arbeit bislang gemacht wurde, und die Verwen-
dung entsprechender Beziehungen zur Bestimmung des Widerstandsbeiwertes, beispielsweise
nach Filonenko oder, wie in Abschnitt 3.4 verwendet, nach Konakov, werden damit bestätigt.
C.2 Vorgehensweisen bei der Berücksichtigung von Rauheiten
In der Literatur lassen sich an einigen Stellen Ansätze bzw. Vorgehensweisen finden, mit
denen der Versuch unternommen wird, den Einfluss der Rauheit einer Oberfläche auf den
konvektiven Wärmeübergang zu berücksichtigen. Ganz allgemein lassen sich dabei mit
• den Kommutativen Methoden und
• den Multiplikativen Methoden
zwei grundsätzlich unterschiedliche Klassen von Methoden unterscheiden. Beide sollen im
Folgenden kurz dargestellt werden.
C.2.1 Kommutative Methoden
Bei den kommutativen Methoden setzt die Berücksichtigung von Rauheiten direkt dort an,
wo sie tatsächlich auftritt, d. h. an der physikalisch korrekten Stelle, nämlich dem Wider-
standsbeiwert. Dieser wird in den geläufigen Korrelationen zur Bestimmung der Nusselt-Zahl
verwendet. Die dadurch ermittelte und von der tatsächlich vorhandenen Rauheit abhängige
Nusselt-Zahl dient anschließend als Grundlage für die Bestimmung des durch die Rauheit
beeinflussten Wärmeübergangskoeffizienten α sowie der zugehörigen konvektiven Wärme-
stromdichte q˙konv mithilfe der Gleichungen (3.3) und (3.2).
Exemplarisch für diese Klasse von Methoden sei an dieser Stelle das von Mills in [Mil99]
dokumentierte Vorgehen genannt. Dort wird die Nusselt-Zahl bei turbulenter Strömung in
rauen Rohren mit nachfolgender Beziehung bestimmt, die eine deutliche Ähnlichkeit mit der
Gleichung von Gnielinski (vgl. Abschnitt 3.4) aufweist,
Nu =
ξ/8 Re P r
0, 9 +
√
ξ/8 [g(h+, P r)− 7, 65] .
Hierin ist
ξ =
{
−2, 0 log10
[
ks/D
3, 7
− 5, 02
Re
log10
(
ks/D
3, 7
+
13
Re
)]}−2
sowie h+ eine dimensionslose Größe. Entsprechende Werte für ks und g(h+, P r) sind in
[Mil99] tabelliert. Ein besonderer Vorteil dieser Beziehung ist ihre Konsistenz, d. h., dass sie
stetig in die Grenzfälle hydraulisch glatt und hydraulisch rau übergeht. Für den hydraulisch
glatten Bereich (ks/D → 0) lässt sich leicht zeigen, dass die ermittelten Widerstandsbeiwerte
den Werten entsprechen, die sich auch bei Anwendung der Beziehung nach Konakov (siehe
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Abschnitt 3.4) ergeben. Gleiches gilt überdies auch für die Formel von Colebrook. Für den
hydraulisch rauen Bereich (Re → ∞) ergibt sich in hervorragender Übereinstimmung die
Formel von Nikuradse [Gro07b].
C.2.2 Multiplikative Methoden
Im Gegensatz zu der vorangegangenen Vorgehensweise erfolgt die Berücksichtigung von Rau-
heiten bei den multiplikativen Methoden über eine nachträgliche Korrektur der zunächst unter
der Voraussetzung einer glatten Oberfläche ermittelten Nusselt-Zahl mithilfe eines von der
tatsächlich vorhandenen Rauheit abhängigen Faktors. Über (3.3) lässt sich dann wiederum
der durch die Rauheit beeinflusste Wärmeübergangskoeffizient α und mit (3.2) die zugehö-
rige konvektive Wärmestromdichte q˙konv bestimmen.
Exemplarisch für diese Klasse von Methoden sei an dieser Stelle das von Norris in [Nor70]
vorgeschlagene Vorgehen genannt (siehe auch [Den04]). Dort wurden verschiedene Arten
von Rauheiten sowie unterschiedliche Prandtl-Zahlen untersucht und geeignete Korrektur-
Korrelationen in einer Form abgeleitet, wie sie nachfolgend am Beispiel der Sandrauheit
angegeben ist.
Nu
Nuglatt
=
(
0, 25 ξ
0, 25 ξglatt
)n
mit: n = 0, 68 P r0,215
Diese im Bereich (0, 25 ξ)/(0, 25 ξglatt) ≤ 4 anwendbare Beziehung ist zunächst gültig für
1 < Pr < 6, wurde jedoch auch auf Prandtl-Zahlen von etwa 0,7, d. h. für Gase, extrapo-
liert. Die Konstante n liegt hierfür in einem Bereich zwischen 0,50 und 0,63. Für den Fall
(0, 25 ξ)/(0, 25 ξglatt) > 4 fand Norris heraus, dass sich allem Anschein nach eine Ober-
grenze einstellt, die von der P r -Zahl einerseits und vom Rauheitstyp andererseits abhängt.
Für P r = 0, 7 ergibt sich bei sandrauen Kanaloberflächen ein Wert von etwa 2,05, d. h. eine
maximale Nu-Zahl, die etwa der doppelten des glatten Rohres entspricht.
In [Bar09] wird mit
Nu = Nuglatt
(
ξ
ξglatt
)m˜
eine alternative Beziehung angeben. Im Bereich P r > 1 wird der Exponent durch m˜ =
(0, 5 P r + 1, 5)−1, im Bereich P r < 1 durch m˜ = (P r + 1, 1)−1 ausgedrückt. Für P r = 1
besitzt diese Beziehung jedoch eine Unstetigkeit, sodass das zuvor dargestellte Vorgehen von
Norris vorzuziehen ist.
Der Vollständigkeit wegen sei letztlich mit
Nu =
ξ
8
Re P r
1 + vlaminarv∞ ·
(
P r2/3 · ξξglatt − 1
)
die ebenfalls in [Bar09] dargestellte, aus den beiden vorgenannten Klassen von Methoden
gemischte Vorgehensweise angegeben. Hierin sind
vlaminar
v∞
= 2, 54 Re−0,125 und ξglatt = (1, 82 log10Re − 1, 64)−2 .
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Welche der beiden Klassen von Methoden zur Erfassung des Einflusses der Rauheit einer
Oberfläche auf den konvektiven Wärmeübergang verwendet wird, bedarf einer gesonderten
Betrachtung und liegt außerhalb des Rahmens dieser Arbeit. Ein Vorgehen basierend auf
einer multiplikativen Methode erscheint indes stringenter, insbesondere bei Betrachtung der
in Abschnitt 3.4 bereits verwendeten, multiplikativen Korrekturterme (z. B. kϑ), und zudem
vergleichsweise einfacher umsetzbar.
Neben den vorhergehend zitierten Vorgehensweisen sind ferner unter anderem [Dip63] und
[Nun56] als bedeutende einschlägige Fachliteratur zu dieser Thematik anzuführen. Eine Dar-
stellung, wie Oberflächenrauheiten im Rahmen der detaillierteren Grenzschichttheorie berück-
sichtigt werden können, lässt sich beispielsweise [Sch06] entnehmen.
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D Ergänzende Eingangs- und Steuergrößen
in FDS (Version 5)
SURF (Surface Properties)
Name Datentyp Beschreibung Einheit Default
HC3D_SF Logical 3D-Wärmeleitungsberechnung - .FALSE.
KANAL Logical Oberfläche ist Kanalinnenseite - .FALSE.
SURF (Surface Properties)
in Verbindung mit HC3D_SF = .TRUE.
Name Datentyp Beschreibung Einheit Default
RB_T_KONSTANT Real RB - konstante Temperatur ◦C 726,75
RB_q_KONSTANT Real RB - konstante Wärmestromdichte W/m2 999,9
THERM_KONTAKT Real thermischer Kontaktwiderstand m2K/W 0,0
SURF (Surface Properties)
in Verbindung mit KANAL = .FALSE.
Name Datentyp Beschreibung Einheit Default
L_CHARAK Real charakteristische Länge der Ebene m 1,0
SURF (Surface Properties)
in Verbindung mit KANAL = .TRUE.
Name Datentyp Beschreibung Einheit Default
CHARAK_KANALLAENGE Real (charakteristische) Kanallänge m 999,9
HYDR_DM Real hydraulischer Durchmesser des Kanals m 999,9
OBST (Obstruction Properties)
Name Datentyp Beschreibung Einheit Default
HC3D_OB Logical 3D-Wärmeleitungsberechnung - .FALSE.
OBST (Obstruction Properties)
in Verbindung mit HC3D_OB = .TRUE.
Name Datentyp Beschreibung Einheit Default
AUSGABE Logical Ausgabe des Temperaturfeldes - .FALSE.
DT_AUSGABE Real Zeitintervall zwischen Ausgaben s 9999,9
ANZAHL_XX Integer Zellenanzahl in x-Richtung - -1
ANZAHL_YY Integer Zellenanzahl in y-Richtung - -1
ANZAHL_ZZ Integer Zellenanzahl in z-Richtung - -1
STOFFE Integer-Feld Zuordnung der Stoffdaten - -1
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STOF (Stoffdatensätze)
Name (LESE_...) Datentyp Beschreibung Einheit Default
...STOFF_NAME Character Name des Stoffs - null
...TEMPS_STOFFWERTE Real-Feld Temperaturstufen (10) ◦C -999,9
...DICHTE Real-Feld Dichte (10) kg/m3 -999,9
...WAERMEKAPAZITAET Real-Feld Wärmekapazität (10) kJ/kgK -999,9
...WAERMELEITFAEHIGKEIT Real-Feld Wärmeleitfähigkeit (10) W/mK -999,9
...QUELLE_PARAM_C Real Quelle/Senke (Parameter SC) W/m3 0,0
...QUELLE_PARAM_P Real Quelle/Senke (Parameter SP) W/m3K 0,0
Die Stoffdatensätze werden der Reihe im Input-File nach eingelesen und fortlaufend in ein
(globales) Feld abgelegt. D. h. der erste Stoffdatensatz im Input-File erhält die Nummer „1“,
der zweite Stoffdatensatz die Nummer „2“, etc.. Daher ist es zwingend erforderlich, dass die
Reihenfolge der Stoffdatensätze im Input-File und die Einträge in STOFFE (OBST-Zeile)
aufeinander abgestimmt sind.
********************************************
verwendete/angesehene aber nicht
explizit aufgeführte Literatur:
[Ste88a] [Ste88b] [Rec97] [Gro07a] [For08] [McG06b] [For06]
[Ing07] [DeA05] [Gol73] [Llo74] [Ros76] [Sta97] [Her05] [Gni75]
[Eva84] [Loh05] [DIN94]
************************************
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Das im Rahmen dieser Arbeit entwickelte Wärmetransportmodell wurde in die gegenwärtig
aktuelle Version 5 des Brandsimulationscodes FDS [McG07b] integriert 1. Anhang D ent-
hält eine Aufstellung und Beschreibung der ergänzenden Eingangs- und Steuergrößen. Um
die Eingabe der erforderlichen Parameter für das erarbeitete Modell bzw. die Erstellung der
entsprechenden Abschnitte in der FDS-Eingabedatei zu erleichtern, wurde zusätzlich ein In-
putgenerator entwickelt, der im Folgenden kurz vorgestellt werden soll.
E.1 Arbeitsbereich und Menü
Abbildung E.1: Arbeitsbereich des Inputgenerators
1 Diese Implementierung wurde, wie bereits dargestellt, lediglich exemplarisch für einen CFD-Brandsimula-
tionscode nach aktuellem Stand der Technik durchgeführt.
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Abbildung E.1 zeigt den Arbeitsbereich des Inputgenerators, der sich im Wesentlichen in
drei Teile untergliedern lässt. In der oberen Hälfte ist der gesamte definierte Bereich des
numerischen Modells dargestellt sowie die gegenwärtig bearbeitete Zelle farblich hervorgeho-
ben. Letztere wird zudem mit ihrem Netz für die dreidimensionale Wärmeleitungsberechnung
in der unteren Hälfte separat angezeigt. Beide Ansichten können unabhängig voneinander
gedreht und verschoben sowie vergrößert bzw. verkleinert werden. Am oberen Rand des Ar-
beitsbereiches befindet sich das Menü, mit dem die erforderlichen Eingaben vorgenommen
bzw. Dialogboxen geöffnet werden können (vgl. Abbildung E.2).
(a) (b)
(c) (d)
Abbildung E.2: Menü des Inputgenerators
E.2 Geometrie und Diskretisierung
Zu Beginn sind die Abmessungen des zu definierenden Bereiches, beispielsweise die voll-
ständige Computational Domain des FDS-Modells, einerseits und dessen Diskretisierung an-
dererseits in der in Abbildung E.3 dargestellten Dialogbox einzugeben. Der Inputgenerator
bietet ferner, beispielsweise für den Fall, dass nur ein Ausschnitt der Computational Domain
des FDS-Modells betrachtet werden soll, die Möglichkeit, einen von (0/0/0) verschiedenen
Ursprung des zu definierenden Bereiches anzugeben. Eine nachträgliche Anpassung der aus-
gegebenen Koordinaten ist hiermit nicht weiter erforderlich. Der Inputgenerator stellt in der
oberen Fensterhälfte den gesamten definierten Bereich des numerischen Modells mit der
ebenfalls festgelegten Diskretisierung dar. Anschließend kann anhand der zugeordneten Zif-
fern eine beliebige Zelle ausgewählt werden, die dann in der unteren Fensterhälfte separat
gezeichnet wird. Deren Abmessungen sind durch die vorhergehenden Eingaben bereits festge-
legt, sodass sich gemäß Abbildung E.4 das Netz (die Diskretisierung) für die dreidimensionale
Wärmeleitungsberechnung dieser gegenwärtig bearbeiteten Zelle angeben lässt. Die hierbei
entstehenden (Unter-)Zellen werden im Inputgenerator als Subzellen bezeichnet.
E.3 Oberflächeneigenschaften
Im Anschluss an die Eingabe von Geometrie und Diskretisierung sind die (sechs) Oberflächen
der gegenwärtig bearbeiteten Zelle zu spezifizieren, d. h., es werden jeweils einerseits ein
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Abbildung E.3: Abmessungen und Diskretisierung des zu definierenden Bereiches
Name/eine Bezeichnung und andererseits die notwendigen Eigenschaften angegeben, wie
dies Abbildung E.5 zeigt.
E.4 Stoffeigenschaften
Die Eingabe der Stoffeigenschaften, die den Subzellen gemäß Abbildung E.6 zugeordnet
werden, erfolgt über eine weitere Dialogbox, in der überdies auch eine Sortier- und eine Über-
prüffunktion integriert wurden, um die korrekte Eingabe dieser wesentlichen Eingangsgrößen
zu unterstützen. Dieser Schritt ist in Abbildung E.7 am Beispiel der beiden in Abbildung E.6
zugewiesenen Stoffe „Stoff 1“ und „Stoff 3“ dargestellt. Der Inputgenerator bietet in diesem
Zusammenhang zwei weitere zweckmäßige Möglichkeiten (vgl. Abbildung E.8):
• Anzeige der Farbcodierung der möglichen 2 Stoffe/Materialien, um eine schnelle Über-
prüfung der Zuweisung zu ermöglichen und
• Anzeige der Eigenschaften der bereits verwendeten Stoffe/Materialien, um bereits ein-
gegebene Eigenschaften auf einen Blick zu überprüfen bzw. noch fehlende zu erkennen.
2 In der gegenwärtigen Version des Inputgenerators ist die Anzahl der möglichen bzw. verwendbaren Stof-
fe/Materialien auf 10 begrenzt.
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Abbildung E.4: Definition des Netzes für die dreidimensionale Wärmeleitungsberechnung der
gegenwärtig bearbeiteten Zelle
(a) Benennung (b) Angabe von Eigenschaften
Abbildung E.5: Benennung und Angabe von Eigenschaften der Oberflächen
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(a) Subzelle 10: Stoff 3 („Material 2“) (b) Subzelle 17: Stoff 1 („Material 1“)
Abbildung E.6: Zuweisung des Stoffs/Materials zur ausgewählten Subzelle
(a) Stoff 1 („Material 1“) (b) Stoff 3 („Material 2“)
Abbildung E.7: Eingabe der Stoff-/Materialeigenschaften
(a) Farbcodierung aller möglichen Stoffe/Materialien (b) Eigenschaften der verwendeten Stoffe/Materialien
Abbildung E.8: Anzeige von Farbcodierung und Eigenschaften der Stoffe/Materialien
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E.5 Ergebnis des Inputgenerators - Datei „Daten.txt“
Das Ergebnis sämtlicher Eingaben innerhalb des Inputgenerators ist die Datei „Daten.txt“,
deren Inhalt auf einfache Weise in die FDS-Eingabedatei übernommen werden kann. Sie
gliedert sich in drei Abschnitte (vgl. Abbildung E.9):
• Abschnitt 1 (&OBST-Zeilen): Zellen (Obstructions), auf die das im Rahmen dieser Ar-
beit entwickelte mehrdimensionale Wärmeleitungsmodell (Kapitel 4) angewendet wer-
den soll
• Abschnitt 2 (&STOF-Zeilen): Eigenschaften der für die Subzellen verwendeten Stof-
fe/Materialien
• Abschnitt 3 (&SURF-Zeilen): Oberflächen (Surfaces) bzw. deren Eigenschaften, die
bei der Verwendung des Inputgenerators spezifiziert wurden
Abbildung E.9: Ausgabedatei des Inputgenerators
Hinweis:
Da zuvor lediglich die Stoffe 1 („Material 1“) und 3 („Material 2“) definiert wurden, wird
zusätzlich ein Abschnitt mit Default-Werten für den Stoff 2 ausgegeben, um die korrekte
Reihenfolge bzw. Abfolge der Stoffdatensätze zu gewährleisten (vgl. Anhang D).
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